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1. Objeto y justificación de la memoria: 
 Los esfuerzos a los que las estructuras Navales y  plataformas Off-Shore (Plataformas 
marinas para la extracción de petróleo) están sometidos, acompañados por la agresividad del 
medio ambiente, nos impulsa a investigar los posibles defectos que pueden inducir a una rotura 
catastrófica de sus elementos estructurales, que como ha sido demostrado se encuentran 
fundamentalmente localizados en la zona afectada por el calor (ZAC), región que abarca varios 
milímetros desde la línea de fusión de la soldadura (L.F.). Los cambios microestructurales que 
en esta región se producen, son debidos a la energía calorífica aportada por la soldadura, y cuyo 
ciclo térmico genera productos de transformación, que dependen fundamentalmente de la 
temperatura alcanzada, velocidad de enfriamiento y composición química del metal base. 
 Estos productos de transformación, fragilizan la zona, reduciendo sus propiedades mecánicas, 
sobre todo cuando la estructura es sometida a cargas cíclicas, que facilitan la propagación de una 
grieta, iniciada, sobre todo en aquellas regiones de la ZAC, que son más proclives a la formación 
y propagación de estas microgrietas, cuya elevada velocidad de propagación colapsa la 
estructura por grande que sea esta en unos instantes. 
  En la presente memoria, se llevará a cabo un exhaustivo estudio de la ZAC, analizando 
aquellos parámetros que tienen una influencia sobre la transformación microestrucural, que 
modifican sus propiedades mecánicas. Este estudio estará basado en los siguientes análisis: 
1)  El estudio de los cambios microestructurales, nos conducen al conocimiento de la 
metalurgia del metal base, sobre el que se producen estos cambios. Se pretende modelizar 
estos cambios, a fin de poder predecir, las consecuencias del uso de los parámetros de 
soldeo; para ello, haremos uso del simulador de soladura lo que nos permitirá conocer 
mejor el material base, así como ajustar el modelo matemático a nuestro material. 
2) Se pretenden llevar a cabo diversos ensayos, para determinar la tenacidad a la fractura del 
material en su ZAC, con soldaduras realizadas en el proceso SAW, al ser este de gran 
aporte calorífico, con el fin de establecer una relación cuantitativa entre los resultados de 
los ensayos realizados y la tenacidad a la fractura de la ZAC medida. Esta relación se 
pretende realizar, investigando que transformaciones se producen y como afectan a la 
capacidad de resistencia a la propagación de la grieta.  
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3)  La capacidad del material de resistir la propagación de la grieta, depende de sus 
propiedades intrínsecas (tenacidad a la fractura), pero también del nivel de carga al que 
esta sometido el defecto, por lo que hay que considerar, no solo las cargas de servicio a 
las cuales la estructura soldada puede estar sometida, sino aquellas tensiones de origen 
termomecánico que son generadas por la soldadura (tensiones residuales), y que 
pretendemos cuantificar en la presente memoria a través del método del agujero ciego, 
teniendo en cuenta los parámetros de soladura y las propiedades del material. 
 
 En definitiva en la presente memoria, se pretende determinar la posible fragilidad de la 
ZAC producida por el ciclo térmico de la soldadura. 
 Gran cantidad de ensayos de mecánica de fracturas (CTOD), llevado a acabo en los aceros 
objeto de nuestra memoria, han mostrado un incumplimiento de la norma EEMUA 158 en lo 
relativo al incluir el 100% de la longitud de la grieta, dentro de los 0,5 mm de la línea de 
fusión (LF), es decir, dentro de la región de grano grueso. Pero además se ha observado, que 
hay grietas cuya iniciación ni siquiera se producen en esta zona próxima a la línea de fusión, 
sino que son producidas en otras regiones de la ZAC. En la presente memoria, trataremos de 
averiguar, si existen otras zonas potencialmente frágiles en la ZAC, determinado la posible 
relación con el ciclo térmico, originado para los parámetros de nuestros procesos de 
soldaduras, de forma que den una repuesta a este hecho, y nos permita si es posible aumentar 
el rendimiento, sin que esto signifique un potencial riesgo en la tenacidad a la fractura debido 
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2.1  Aceros microaleados (H.S.L.A.) para la industria Naval y Off-Shore. 
Antecedentes: 
 Estos aceros surgen de la necesidad de conjugar una buena resistencia mecánica sin disminuir 
la soldabilidad, lo que comporta una disminución del carbono, compensando el decrecimiento de 
resistencia que esto implica, con una adición controlada de aleantes que ejerzan una acción 
directa sobre el mecanismo de crecimiento del grano. Esta técnica va acompañada de otras, que 
son utilizadas en el proceso de fabricación, como son los procesos termomecánicos de 
laminación controlada (T.M.C.P.) y enfriamiento acelerado. 
 De lo anteriormente expuesto se deduce que nos encontramos frente a un acero de diseño, que 
no sólo sea capaz de mantener unas propiedades mecánicas adecuadas, sino del que se espera 
una buena soldabilidad, dando una respuesta aceptable frente a las transformaciones 
microestructurales, a las que las variables del ciclo térmico de la soldadura: velocidad de enfria-
miento, ∆t8/5 (tiempo de enfriamiento desde 800 °C a 500 °C), temperatura máxima alcanzada 
(Tp), tiempo de permanencia a una temperatura determinada, le someten [1]. Precisamente, es 
éste comportamiento de los H.S.L.A., después de la soldadura, representado por su ZAC (zona 
afectada por el calor), por el que estamos interesados en esta memoria, demostrando la idoneidad 
de su diseño para los parámetros de los procesos de soldadura a que es sometido.  
 
2.1.1  Introducción: 
 Los aceros microaleados, para aplicaciones Navales y Off-Shore con contenidos en peso de C 
de 0,06% a 0,12%, son fabricados dentro de un rango de límite elástico entre 300-690 N/mm², 
dependiendo del espesor de chapa. El ímpetu más importante viene impuesto por la necesidad de 
mejorar la soldabilidad, particularmente, con respecto a su influencia a la corrosión bajo tensión, 
así como la resistencia a la fisuración en frío. 
 Sin embargo, ha habido motivos de preocupación con respecto a la tenacidad de ZAC, en este 
tipo de acero de bajo contenido en carbono, por su tendencia a formar placas laterales de ferrita, 
bainita superior o ferrita acicular, sobre todo en la región de grano grueso próxima a la línea de 
fusión (LF). 
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 La resistencia perdida, como consecuencia de la disminución del carbono, ha sido 
compensada con la adición de microaleantes (V, Nb, Ti, Al), que junto con procesos 
termomecánicos de fabricación, han conducido a un refinamiento del grano ferrítico que ha 
aumentado su resistencia a la fisuración en frío, a la fisuración por corrosión bajo tensión, y la 
iniciación de grieta en la Z.A.C., todo ello sin disminuir resiliencia, ductilidad, y tenacidad a baja 
temperatura. No obstante ha conducido a un excesivo control en los parámetros de soldadura, 
obligando a un bajo nivel de energía aportada (heat input H.I.), así como un precalentamiento en 
piezas de espesores superiores a 50 mm. 
 También ha impuesto una mayor selección de los consumibles de soldadura, encaminado a la 
eliminación de hidrógeno, y controlar la ferrita acicular, introduciendo complejos desoxidantes 
(Si, Mn, Al, Ti) y equilibrando la adición de microaleantes como (Nb, V, Cu, Ni, Cr, Mo, B). 
 
2.1.2  Criterios de selección: 
 El criterio de selección para diseñar los aceros en estructura Naval y Off-Shore están regidos 
por una variedad de factores que responden a requerimientos de Ingeniería, y otros que son de 
aspectos económicos. Entre los primeros hay que considerar: 
 1) Resistencia a la tracción. 
 2) Resistencia a la fatiga. 
 3) Tenacidad a la fractura. 
 4) Influencia del medio en la formación de grietas. 
 5) Resistencia a la corrosión. 
 6) Soldabilidad. 
 7) Necesidad de ser conformados [2]. 
 Una clasificación general, de los aceros que son utilizados es: 
 Laminados, normalizados, normalizados con temperatura controlada, templado y revenido.  
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 A continuación, se expresan unos conocimientos generales de metalurgia básica de los aceros 
estructurales para la industria Naval y Off-Shore. 
 
2.1.2.1  Base metalúrgica y procesos de fabricación de los aceros estructurales: 
 Las propiedades mecánicas del acero estructural dependen de la historia del proceso de 
fabricación del material. 
 La resistencia a la tracción depende de la contribución de tres mecanismos: reforzamiento por 
solución sólida, reforzamiento por límite de grano y endurecimiento por precipitación. 
 Las funciones del carbono son fundamentalmente como un elemento del reforzamiento por 
solución sólida y como un elemento del reforzamiento de la dispersión por formación de perlita. 
Primariamente, las funciones del manganeso no sólo son como elemento de reforzamiento por 
solución sólida, sino que también restringe el crecimiento de grano sin reducir la soldabilidad y 
tenacidad, así, como incrementar el contenido del carbono equivalente. Esto se logra, mediante la 
adición en pequeñas cantidades (≤ 0,01%) de elementos microaleados (ejemplo Nb, V, Ti, Al), 
dando lugar a una fina precipitación de carburos, resultando un refinamiento del grano por pinza-
miento en el límite del mismo, que contribuye al reforzamiento del acero [3]. 
 El reforzamiento por límite de grano, a menudo, se lleva a cabo por la adición de Al, que 
contribuye a frenar el crecimiento del grano, favorece la velocidad de nucleación, y actúa como 
desoxidante, desgasificante y contribuye a la difusión, combinándose con el nitrógeno para dar 
una dispersión de los nitruros de aluminio. Los aceros así tratados, son denominados calmados o 
semicalmados al aluminio o fabricados con la práctica de grano fino, y tienen una ventaja 
adicional, y es que no son susceptibles a la fragilización por envejecimiento por deformación, 
causados por el N disuelto. 
 Algunas prácticas recientes usan un refinamiento del grano, por la adición de Ti, que forma 
nitruros más estables que el Al, y mejoran la tenacidad de la Z.A.C., particularmente en 
soldadura de alta aportación de calor (high heat-input). 
 El afinado del grano puede llevarse a cabo, también, sustancialmente durante la laminación 
controlada o con tratamientos de enfriamiento por inmersión o temple. 
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 La tenacidad primariamente está determinada por el tamaño del grano, aunque la presencia de 
fases microestructurales de ancho frágil puede reducir la resistencia al clivaje. 
 Los sulfuros y fósforos reducen la tenacidad (ver Fig. 1). Así, la presencia de inclusiones de 
sulfuro puede causar el desgarramiento laminar durante la soldadura. 
 Esta reducción en el contenido de sulfuro, es necesaria para evitar la pérdida de tenacidad, que 
produce la corrosión bajo tensión. 
 Esta fragilización, que conduce a la rotura, esta causada por la penetración del H2 producido 
en la corrosión, progresando perpendicularmente a las tensiones externas. Así, la corrosión bajo 
tensión es un fenómeno que se produce por el H2 ambiental, al contrario que las roturas en frío 
que difunden el H2, desde el baño fundido. Dado que el mayor riesgo de grietas se encuentra en 
la ZAC [4], es importante el control del grano austenítico en esta zona. En un medio ambiental 
sumamente agresivo, que a los efectos de corrosión bajo tensión en el que se desarrolla el trabajo 
de las estructuras Navales y plataformas Off-Shore, se requiere un exhaustivo estudio del control 
de la ZAC, bajo los aspectos que en la presente memoria se analizarán, como dureza, resiliencia, 
tenacidad a la fractura y tensiones residuales. 
 
2.1.2.2  Variables del proceso de la fabricación del acero: 
 Aunque el acero, para la fabricación de estructuras navales, se produce por arco eléctrico, las 
coladas más pequeñas, producidas por estos hornos eléctricos, se usan para la fabricación de 
tubos sin costuras. El acero producido por proceso Bessemer, usando una mezcla de oxígeno y 
N2, es inadecuado para la fabricación del acero Naval y Off -Shore, debido a que la captación de 
N2 puede dar lugar a una fragilización por envejecimiento por deformación (strain ageing). El 
envejecimiento es un fenómeno debido a la captación de N2 libre por parte del acero. En la 
soldadura de aceros ferríticos es frecuente encontrar este fenómeno en la ZAC. En aceros 
normalizados, el N2 se encuentra formando nitruros y carbonitruros estables. El acero estructural 
es, normalmente, desoxidado o calmado con Al, para prevenir la porosidad y dar una adecuada 





Fig. 1 Efecto del nivel de sulfuro en las propiedades de impacto 
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 Para reducir el oxígeno, nitrógeno e hidrógeno disuelto, pueden utilizarse técnicas de 
desgasificado por arco al vacío, reduciendo las inclusiones de aluminio y silicato, mejorando y 
purificando el acero. 
 La presencia en los espacios interdentríticos de silicatos de aluminio pueden causar desgarre 
laminar en la soldadura de piezas muy embridadas. La extracción del H2 es particularmente 
importante, en aceros con bajo contenido en inclusiones, dado que las concentraciones de H2 en 
estos sitios, juntamente con el incremento de presión, pueden contribuir a la formación de grietas 
capilares. Para prevenir la oxidación durante la colada, a veces, se utiliza el Argón. 
 Los bajos niveles de sulfuro, que se requieren para obtener la buena tenacidad y evitar el 
desgarramiento laminar, puede llevarse a cabo por la inyección de silicato de calcio y manganeso 
en el acero fundido, o mediante el uso de escoria sintética. Durante el proceso de desgasificación 
por arco al vacío pueden añadirse muy pequeñas cantidades de calcio o circonio, para estabilizar 
las inclusiones de sulfuro de manganeso, y evitar la formación de vetas perjudiciales durante la 
laminación. 
 Es esencial un control preciso de la composición química, para dar las propiedades de tensión 
requerida, sin exceder los máximos valores de carbono equivalente especificados. Esto, puede 
llevarse a cabo mediante un control preciso de la temperatura del acero fundido, asegurando una 
buena mezcla y un estrecho control del grado de oxidación en el producto. La mezcla con Argón 
desgasificado al vacío asegura un buen control de la temperatura, y una mezcla adecuada. Estos 
dos últimos métodos proveen de un control adicional a la oxidación del acero fundido y puede 
usarse junto con calderos básicos y un sistema de límite de escoria. 
 
2.1.3  Procesos termomecánicos en la fabricación de aceros de alta resistencia: 
 Existen diversas formas para aumentar la resistencia a la rotura y límite elástico en estos 
aceros, sin tener que aumentar el contenido de microaleantes; estos están basados en el 
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2.1.3.1  Aceros normalizados: 
 El tratamiento de normalizado, que se les da a las chapas laminadas en caliente, tiene como 
principal misión, entre otras, el mejorar las condiciones de tenacidad al impacto. 
 Para ello, la temperatura que se alcanza es la austenítica, aproximadamente 900 °C, el tiempo 
para el tratamiento térmico debe ser tal que se mantenga la temperatura uniforme en toda la 
pieza, y el enfriamiento es a temperatura ambiente. 
 Este tratamiento genera un tamaño de grano fino, cuya microestructura al enfriarse, se 
transforma de austenita a ferrita. El tamaño de grano de la ferrita depende del tamaño del grano 
antes del tratamiento, a este tratamiento podrían no responder los aceros calmados al silicio o 
chapas laminadas en caliente a alta temperatura, las cuales tienen inicialmente un tamaño de 
grano grueso. 
 
2.1.3.2  Aceros templados y revenidos: 
 Estos aceros estructurales aprovechan el aumento de la resistencia, que supone la transforma-
ción martensítica de la austenita, como consecuencia del rápido enfriamiento del acero desde 900 
°C. Ello da como resultado, un tamaño de grano fino que puede aumentar su límite elástico hasta 
690 N/mm², así como una buena tenacidad a la fractura a cambio de una pequeña disminución de 
su soldabilidad. 
 En cuanto a los aceros obtenidos a temperatura controlada, el máximo espesor de la chapa 
está limitado por el rápido enfriamiento para endurecer completamente toda la sección. 
 Así, los espesores varían, pues los aceros carbono-manganeso calmados al aluminio pueden 
ser endurecidos hasta espesores de 20 mm, mientras que se requiere adicionar molibdeno o 
vanadio, para endurecer chapas de espesores, dentro del rango entre 25 mm hasta 50 mm. 
 A pesar de los bajos valores del carbono equivalente, los aceros templados revenidos 
requieren un control de precalentamiento y temperatura entre pasadas, para evitar la degradación 
de la zona afectada térmicamente durante la soldadura; en estos casos, los tratamientos después 
de la soldadura pueden ser causa de un decaimiento en su límite elástico. 
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 Esta familia de aceros se designa de varias formas. La de templado y revenido, aceros aleados 
de bajo contenido en carbono, parece ser acertada, teniendo en cuenta que estos aceros, reciben 
un tratamiento térmico de templado mediante spray de agua a alta presión, y posterior revenido. 
Suelen tener buena soldabilidad sin precalentamiento, o con un pequeño precalentamiento y, 
normalmente, se usan en condiciones "as welded" (sin tratamiento térmico post-soldeo); tienen 
elevada resistencia y buena tenacidad. 
 Al comienzo, la soldadura de estos aceros, no estuvo libre de problemas, más aún cuando la 
inclusión del hidrógeno en la soldadura, aún estaba por resolver. La mayoría de estas chapas se 
soldaban con electrodos de aceros inoxidables austeníticos, para evitar las grietas bajo los 
cordones de soldadura. La investigación sobre estos tipos de acero, demostró que aleándolos 
adecuadamente eran más tenaces y resistentes, al mismo tiempo que soportaban, el ciclo térmico 
de los procedimientos de soldadura de bajo contenido en carbono sin fisurarse y eran capaces de 
múltiples servicios sin tratamiento térmico posterior.  
 Con contenido en carbono del 0,15%, los aceros templados y revenidos, produjeron un límite 
elástico de 550 N/mm², y, más aún, demostraron buena soldabilidad. No obstante, la relación 
precio a límite elástico no los hacía muy atractivos. 
 Hoy en día, existe una amplia relación de aceros templados y revenidos, con límites elásticos 
entre 450 N/mm² y 1.515 N/mm², siendo con el que trabajamos, en la presente memoria, un 
acero templado y revenido de 450 N/mm2 de límite elástico. En cuanto a la composición química 
(ver Anexo tablas, Tabla 1), estos aceros se caracterizan por su bajo contenido en carbono, que es 
deseado por las siguientes razones: 
 1) Elevar la temperatura de comienzo de la formación de la martensita y activar  
automáticamente, cualquier martensita que se forme. 
 2)  Reducir el grado volumétrico de expansión que se produce, cuando se forma la martensita. 
 3) Minimizar la dureza de la martensita y mejorar su tenacidad, así como reducir su 
disponibilidad al agrietamiento. 
 Un bajo contenido en carbono favorece también una baja temperatura de transición a la 
tenacidad. 
 Sin embargo, aunque el aumento del contenido en carbono es perjudicial, ya que eleva la 
temperatura de transición de la fractura frágil en -15 °C por cada 0,01% de su contenido, sigue 
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siendo completamente necesario para la resistencia y tenacidad, aunque por supuesto, pueden 
tener gran incidencia la composición de otros elementos aleados. 
 Así pues, para tener un límite elástico de 550 N/mm² se necesita un contenido de 0,23% de C, 
para alcanzar una carga de rotura 690 N/mm². 
 Los elementos aleantes como el cromo, molibdeno y vanadio, en cantidades adecuadas, 
consiguen un acero de 1.030 N/mm2 con un contenido en carbono de 0,15%, consiguiendo una 
resistencia elevada con bajo contenido en carbono, lo que reduce la formación de grietas en la 
Z.A.C. y aumenta considerablemente la tenacidad del acero. 
 Sin embargo, a veces, la adición de nitrógeno es utilizada para sustituir la falta del carbono en 
la resistencia del acero. Este nitrógeno, que se añade en la fabricación del acero, debe ser 
controlado, ya que hay elementos aleantes que tienen gran afinidad del mismo, como son: 
vanadio, cromo, manganeso, aluminio, titanio, que en forma de nitruros, quedarán en el acero, 
por lo que sólo puede añadirse alrededor del 0,02%, pues mayores cantidades pueden causar 
problemas de tenacidad. El nitrógeno tiene mayor solubilidad en las estructuras cúbicas 
centradas en las caras (f.c.c.) como es el hierro gamma (austenita), que en el hierro δ o α (ferrita). 
Esta solubilidad a 1.600 °C queda reflejada en la Fig. 2 [6]. 
 El efecto de la solubilidad del nitrógeno en hierro, en función de la temperatura, se muestra en 
la Fig. 3 [7]. La ventaja de la templabilidad de los aceros aleados, templados y revenidos, 
consiste no sólo en producir una microestructura endurecida, cuando la plancha es enfriada con 
duchas de agua durante el tratamiento térmico, sino también, en generar esta microestructura, 
donde el área afectada por el calor adyacente a la soldadura se enfría a la temperatura ambiente. 
A mayor espesor de chapa se requiere mayor templabilidad, para asegurar una estructura 
endurecida a través de toda la sección de la chapa. 
 Sin embargo, las planchas de mayores espesores producen más alto grado de enfriamiento de 
sus zonas afectadas durante la soldadura. Por lo tanto, las chapas de mayor espesor requieren una 





Fig. 2 Efecto de varios elementos aleantes en la solubilidad del nitrógeno 
en hierro a 1.600 ºC según Kumara B. Metalurgia-física del hierro y del 










Fig. 3 La solubilidad del nitrógeno en función de la temperatura. Según The 
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2.1.4  Endurecimiento por precipitación: 
 Los datos de solubilidad sugieren que en los aceros microaleados, los carbonitruros de Nb, V, 
Ti, vayan precipitando progresivamente, durante la laminación controlada; aunque se consiga el 
control del crecimiento del tamaño de grano austenítico, también hay que tener en cuenta el 
endurecimiento por precipitación. 
 La fracción en volumen del precipitado nos facilita el conocimiento de la relación existente 
entre el tamaño de las partículas y las distancias entre ellas. Asimismo, son variables importantes 
la temperatura máxima alcanzada y los detalles de la operación de laminación controlada. 
 Se sabe que la precipitación no tiene lugar únicamente en la austenita, sino también 
posteriormente, durante la fase de transformación a ferrita; la precipitación durante la trans-
formación γ/α  y en el campo ferrítico, tiene lugar a temperaturas comprendidas entre 850 °C y 
650 °C, dando lugar a un tamaño de partícula extremadamente fina, lo que es probablemente la 
contribución más importante al endurecimiento por precipitación [8]. 
 De los diferentes precipitados formados por microaleantes es el VC (carburo de Vanadio), 
quién tiene una mejor solubilidad en la austenita, lo que producirá un aumento del 
endurecimiento en presencia de este elemento; le siguen en orden decreciente de efectividad el Ti 
y el Nb. 
 Si se tiene una elevada velocidad de enfriamiento, a través del intervalo de transformación, 
formándose ferrita acicular supersaturada, los carburos tenderán a precipitar en las zonas altas de 
densidad de dislocaciones, muy abundantes en este tipo de ferrita. La composición óptima se 
logra a través del uso de composiciones estequiométricas. 
 En la Fig. 4, se muestra la línea estequiométrica para el (Ti C), con relación a las curvas de 
solubilidad a 1.100 °C, 1.200 °C y 1.300 °C. Si se considera la precipitación en un acero con 
0,1% de Ti, enfriado desde los 1.200 °C, para contenidos bajos en carbono, esto es situándonos a 
la izquierda de la línea de estequiometría, la fracción de carburo está limitada por el contenido de 
carbono (Zona A del diagrama inferior). 
 Para contenidos en carbono, entre la línea de estequiometría y la línea de solubilidad, a 1.200 
°C, la fracción potencial en volumen de (Ti C), aparecerá al enfriar en forma de finos 
precipitados, Zona B. En los casos en los que el carbono exceda el límite de solubilidad 
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impuesto aquí (>10% de C en peso), el Ti precipitará progresivamente, desde los 1.200° C en 
forma de carburo grosero (Zona C). 
 Puesto que los carburos groseros no tienen efectividad para controlar el crecimiento de grano 
es deseable tener composiciones de acero que corten su formación. 
 Así, observando la Fig. 4, las altas temperaturas benefician la formación de carburos 
finamente divididos. 
 
2.1.5  Enfriamiento acelerado: 
 La temperatura de acabado, después de la laminación, es importante para determinar el 
tamaño del grano y, como consecuencia, la resistencia que conseguirá en el acero. 
 En la práctica actual es usual laminar en intervalos de temperatura de transformación, e 
incluso en el propio campo ferrítico; de esta forma, se obtienen finas estructuras de subgrano en 
la ferrita, que contribuyen en cierta medida al reforzamiento. Alternativamente, el laminado 
puede concluirse en la zona de transformación γ-α, y alterarse mediante las velocidades de 
enfriamiento, más o menos rápidas. Si, por el contrario, se emplean velocidades de enfriamiento 
lentas, se obtienen menores resistencias que al enfriar rápidamente después de la operación de 
laminado (mediante duchas con agua, etc.). Con este último procedimiento se puede pasar de 
tener una ferrita equiaxial, a otra con estructura "windmandstatten" con una densidad de 
dislocaciones más alta y, como resultado, mejores propiedades mecánicas. 
 
2.2  Zona afectada por el calor (ZAC). Generalidades: 
 La mecánica de fractura tiene como objeto el estudio del comportamiento de una estructura en 
la que hay presente grietas, así como la valoración y elaboración de normas y conductas para 





Fig. 4 Estequiometría para el caruburo de titanio en función del contenido 
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 Así pues, este estudio va más lejos que el simple diseño tradicional, basado en el límite 
elástico, pandeo, tracción, plegado y dureza, así como otras características y ensayos tradiciona-
les, en los que ha estado basado el diseño de una estructura metálica. 
 Una parte importante del proceso de soldadura lo constituye el estudio de la zona afectada 
térmicamente en el material base, que es la ZAC (zona de material adyacente al baño fundido 
que sufrió alguna modificación en su microestructura). El estudio de esta zona crítica es 
importante desde dos puntos de vista, fundamentalmente. 
 Una, desde el punto de vista de un análisis detallado de su metalurgia, ya que esta zona está 
sometida a un duro ciclo térmico, donde el calentamiento y tiempo de enfriamiento juegan un 
papel importante, dada la influencia que tienen sobre el tamaño de grano de la microestructura. 
Pero también influye el proceso de soldadura, ya que el aporte térmico variará sensiblemente en 
función de los parámetros de tensión, intensidad y velocidad de soldeo del procedimiento de 
soldadura por lo que, en cierta forma, el consumible puede tener alguna incidencia. 
 Por supuesto, que la composición química y el tipo de acero juegan el papel más importante 
del estudio de la metalurgia de la ZAC, ya que el proceso elegido para la fabricación y los 
componentes que intervienen son relevantes para el estudio de la tenacidad a la fractura en la 
zona afectada térmicamente, como se demostrará a lo largo de este estudio. 
 La metalurgia de esta pequeña zona, cuando se utiliza una sola pasada, puede dividirse en los 
siguientes epígrafes (Fig. 8, apart. III Trabajo experimental): 
 
1) Zona de grano grueso, 1.100 °C < Tp < 1.450 °C:  
 Esta zona está próxima a la línea de fusión y forma parte de la zona supercrítica de la ZAC, 
cuya temperatura está por encima de 1.100 °C; la microestructura del material base se destruye 
completamente y una nueva microestructura surge, dependiendo de la composición química. Los 
granos de ferrita de esta zona son mayores que los del material, lo que quiere decir, que la 
microestructura del material base cambia totalmente, granos grandes y bien delimitados, como 
corresponde a una zona que alcanzó plenamente el campo austenítico; se observan lajas de 
cementita, estrechas y delgadas, en direcciones preferentes. 
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 El ancho de esta región estará limitado por la presencia de precipitados, como son los nitruros 
que tienen la capacidad de pinzar los límites de grano, impidiendo su crecimiento. 
 Generalmente, en aceros al carbono y aceros microaleados esta zona es la de más baja 
tenacidad (Fig. 5). 
 
2) Zona de grano fino, Ac3 < Tp < 1.100 °C:  
 Se encuentra entre picos de temperatura 900 °C a 1.100 °C, y el tamaño de grano es más fino 
que el del material base, aunque el aspecto microestructural es semejante. Una micrografía para 
una simple pasada se muestra en la Fig. 6. 
 
3) Intercrítica ZAC, Ac1 < Tp < Ac3:
 En simple pasada, el pico de temperatura se encuentra entre 720 °C y 900 °C. Las zonas que 
son ricas en carbono son transformadas en austenita y, por lo demás, de esta zona sólo puede 
decirse que es muy parecida al material base. El ejemplo se ve en la micrografía de la Fig. 7. Ésta 
muestra fragilidad debido a la formación de islas martensíticas. 
 
4) Subcrítica ZAC, Tp < Ac1:
 Es la zona de menor calentamiento, aproximadamente 720 °C, con esta temperatura se puede 
esferoidizar la perlita, y puede que esta área se vea afectada por el envejecimiento por deforma-
ción. Observada bajo microscopio óptico, la estructura es parecida al metal base (Fig. 8). 
 
 Como norma general, se puede decir que las zonas de grano fino tienen menor problema de 
tenacidad (como veremos en esta memoria, la región intercrítica que es una región de grano fino 
fragiliza, debido a islas martensíticas) que aquellas zonas de grano grueso cuya tenacidad queda 
muy reducida. 
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 Las zonas intercríticas y subcríticas de la ZAC pueden tener diferentes grados de fragilidad, 
dependiendo de la composición química del material base y el calor aportado en la soldadura, 
entre otros factores. 
 Cuando se utiliza una soldadura multipasada, como normalmente ocurre en grandes 
espesores, que son los que utilizaremos en este trabajo, la ZAC, varía en la dirección paralela a la 
línea de fusión y en la dirección perpendicular a ella, teniendo una gran influencia la temperatura 
entre pasadas las secuencias de los cordones, así como el calor aportado por la soldadura (heat 
input). 
 Naturalmente, aquellas zonas que son sometidas a un nuevo ciclo térmico variarán la 
microestructura produciendo un tamaño de grano más fino, Fig. 9. 
 En las estructuras Navales y Off-Shore, el tipo de acero usado es microaleado de alto límite 
elástico, fabricado por arco eléctrico bajo los siguientes procesos, ya mencionados en cap. 2.1.3. 
   - Laminado en caliente. 
   - Normalizado. 
   - Laminado bajo temperatura controlada. 
   - Templado y revenido. 
- Acero moldeado. 
 En estos aceros se procura disminuir el contenido de carbono, con lo que se obtiene una 
máxima soldabilidad. Para compensar la falta de resistencia y tenacidad, que la falta de carbono 
confiere al acero, se utilizan elementos microaleantes, como son principalmente V, Nb, Ti, Mn, 
Al, como ya se ha explicado en el presente capítulo. 
 Una adecuada dosificación en la adición de estos elementos, y un exhaustivo control en el 
proceso de fabricación que permita controlar el tamaño de grano, son la base de un acero resis-
tente y de buena tenacidad para los propósitos del diseño. 
 El principal objetivo en estos aceros es obtener un tamaño de grano pequeño, que además de 
aumentar sus propiedades mecánicas constituyan un freno a la producción de las dislocaciones, 
lo que implica una mejora de las propiedades mecánicas. 
 
 
Fig. 5 Crecimiento de grano en la ZAC en soldadura de una sola pasada en un 
acero microaleado de 0,11% C-Mn-Al, soldado con una energía de arco de 3 
KJ/mm, x 320. 
 
 




Fig. 8 Microestructura del metal base (0,11% C-Mn-Al aceros microaleados) 
usada para soldadura de una sola pasada en la ZAC.
 









  La laminación en caliente produce un crecimiento del grano, cuyo control se lleva a cabo 
mediante el pinzamiento que los carbonitruros de los microaleantes producen sobre el límite del 
mismo. 
 El estudio de la propagación de la grieta es fundamental en las estructuras Navales Off-Shore, 
dado que, en servicio, estas estructuras están sometidas a requerimientos que, de una forma deci-
siva, intervienen en la rotura frágil, como son: 
 * Esfuerzos triaxiales, bajas temperaturas y velocidad de aplicación de cargas. 
 El factor de intensidad de tensiones, K, que es un parámetro de tenacidad a la fractura, y que 
depende de la carga aplicada, tamaño de la grieta y forma geométrica, nos indicará si es superior 
al valor de Kc (coeficiente de intensidad de tensiones crítico; si K > Kc la rotura sería inmediata 
(ver cap. 2.3.2)). 
 Pero el peligro también puede existir si K < Kc, entonces existen cargas cíclicas y el material 
no es compatible con el medio, en cuyo caso, alguna grieta puede progresar hasta que K = Kc, y 
romper el material. 
 El análisis de resiliencia estará basado en los ensayos de Charpy, que nos determinará la 
tenacidad del material de una forma cualitativa, aunque, no acusa la fragilidad de la región 
intercrítica, dadas las características de este ensayo (apartado III Trabajo experimental cap. 3.2). 
 Lógicamente, existe una relación directa entre la resiliencia y el tamaño del grano que 
dependerá del enfriamiento. La composición química influirá también decisivamente en la 
resiliencia del material, ya que los componentes microaleados aportarán en menor o mayor grado 
tenacidad. 
 Estudios de metalurgia han demostrado que el contenido de carburos de Nb o V, por 
segregación, causan una considerable disminución de la tenacidad. Sin embargo, existen otros 
componentes, como H y N por ejemplo, que las disminuyen considerablemente. 
 No obstante lo anteriormente dicho, no cabe duda que los procesos de soldadura elegidos 
tendrán una decisiva influencia, no solamente en el metal aportado, sino en la ZAC, ya que 
afectan directamente al ciclo térmico que se produce en la soldadura, bajo los que tendremos 
ocasión de valorar la microestructura de la ZAC a lo largo de este trabajo. 
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2.3  Propiedades mecánicas para estructuras marinas: 
2.3.1  General: 
  En el presente capítulo se discute el criterio para la selección de los aceros de uso más 
frecuentes en estructuras Navales y Off-Shore. Los aspectos más importantes de la selección de 
material están relacionados con la adecuada soldabilidad y  tenacidad a la fractura, que se 
discuten en detalle a continuación. También se consideran otros problemas relacionados con la 
resistencia a la fatiga o la resistencia a la corrosión. 
 
2.3.2  Tenacidad a la fractura: 
2.3.2.1  Introducción: 
 Un objetivo importante a tener en cuenta, en el diseño y ejecución de plataformas petrolíferas, 
es evitar la fractura frágil en las uniones soldadas de la estructura, dado el potencial riesgo de 
fisuras, fragilidad de la ZAC, defecto de soldadura, etc., en estas estructuras sometidas a fuertes 
tensiones de trabajo, con carga cíclicas.  
 En las zonas de navegación frías, donde también es aplicable el material objeto de nuestro 
estudio, una combinación de temperatura medio ambiente baja, y grandes espesores de sus 
miembros para aguas profundas, ha incrementado el riesgo de fractura en las plataformas y 
buques. El problema esencial de la fractura frágil, a baja temperatura, es el riesgo, caso de que se 
produzca, de que la grieta se propague en el metal base y en la soldadura, y al menos que la 
fuerza que la produce disminuya considerablemente, una vez que esta se ha iniciado, es 
improbable que se detenga antes de que un daño significativo ocurra. Por ello, se han hecho 
esfuerzos para valorar los niveles de tenacidad de las piezas soldadas, para evitar la iniciación de 
la grieta y mejorar su tenacidad de las uniones soldadas, a través de un tratamiento post-soldeo. 
 El mecanismo de fractura frágil puede distinguirse por la apariencia cristalina de la superficie 
de la fractura, y ocurre por un mecanismo de clivaje a lo largo de los planos débiles o frágiles del 
acero.   
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 La fractura dúctil produce una superficie de fractura fibrosa. La cantidad de energía absorbida 
en este proceso controlado de deformación depende de la cantidad y tamaño de las inclusiones y, 
como consecuencia, de la limpieza del proceso de fabricación del acero. 
 A bajas temperaturas, la fractura frágil tiene mayor probabilidad de que se produzca que la 
fractura dúctil; en deformaciones altas y geometrías contraídas se producen delante del vértice de 
la grieta tensiones altas de tracción. En la Fig. 10, se muestra el efecto de la temperatura en 
probetas prefisuradas de diferentes tamaños, en deformaciones estáticas y dinámicas. 
 La inflexión entre la parte superior e inferior de las curvas es conocida como la región de 
transición, y la temperatura media entre las regiones de fractura dúctil y frágil como temperatura 
de transición. 
 La temperatura normal de diseño, para componentes de estructuras en el Mar del Norte, que 
están expuestas al medio ambiente o en la zona de salpicadura es -10 °C (temperatura a la que se 
llevan a cabo los CTOD de la presente memoria). 
 Para componentes sumergidos las condiciones son menos severas, y la temperatura es 4 °C, 
normalmente. 
 Sin embargo, algunas compañías operadoras han adoptado una temperatura de diseño de -10 
°C para todas las estructuras, dado que el acero puede estar sometido a tensiones durante la 
fabricación al aire libre (Harrison [10]). Aunque la chapa del material base pueda tener adecuada 
ductilidad, la temperatura de transición de metal de soldadura, y zona afectada por el calor 
(ZAC) pueden coincidir con la temperatura de diseño, en algunas aplicaciones. 
 En tales aplicaciones es importante corregir la tenacidad de la fractura de la ZAC y metal base 
en la etapa de diseño. La coincidencia de la temperatura de transición y la temperatura de diseño 
es considerada por muchos como el resultado de una pobre selección de material y 
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2.4  Soldadura en aceros microaleados para estructura Naval y Off-
Shore. 
2.4.1  Introducción: 
 La idea es dar una vista general de las técnicas y procesos utilizados en la soldadura de las 
uniones para estructuras Navales y Plataformas Off-Shore, en los procesos de soldadura  más 
utilizados, así como una interrelación entre el diseño, con las prácticas de soldadura, y los 
códigos existentes [11]. PROCESOS DE SOLDADURA: 
 La mayoría de los procesos de soldadura utilizados caen dentro de los siguientes siete tipos: 
- Fase sólida. 
- Termoquímico. 
- Resistencia eléctrica. 
- Arco desnudo. 
- Arco protegido por fundente. 
- Energía radiante. 
 De estos grupos, el arco protegido por fundente es de los más interesantes, pues incluye 
soldadura por arco manual (S.M.A.W.), así como soldadura con hilo tubular (F.C.A.W.) y pro-
cesos por arco sumergido (S.A.W.), que es muy usado en la fabricación Off-Shore. 
 Las uniones tubulares se sueldan, normalmente, mediante S.M.A.W. y F.C.A.W. 
 Todos los procesos, aquí considerados, usan energía eléctrica entre el electrodo y el metal 
base. 
 Para obtener una soldadura satisfactoria es necesario controlar el arco, así como proteger de la 
atmósfera el baño del metal fundido. 
 Las diferencias fundamentales, entre los sistemas especificados, están en la forma de 
suministrar el material de aportación, y de proteger el baño de la soldadura. 
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2.4.2  Procesos de soldadura por arco protegido con fundente, soldadura 
manual, S.M.A.W. (Fig. 11): 
 El S.M.A.W. puede utilizarse bien con corriente alterna o bien con corriente continua. El 
electrodo, en este proceso, es una varilla recubierta por un material protector (fundente), que 
rodea al material de aportación de composición química controlada. El fundente, que lo cubre, 
forma una escoria que protege al baño de soldadura. Al fundir, tiene lugar una reacción química, 
produciéndose una transferencia de elementos, del fundente al baño de soldadura, tales como: Si, 
Mn; que contribuyen a la composición del metal depositado. 
 La longitud del arco es un parámetro importante, que el soldador debe mantener constante, 
para obtener una fusión adecuada. 
 La escoria fundida no debe quedar atrapada en la soldadura, ésta debe ser retirada antes de 
comenzar con un nuevo electrodo. Estas paradas y arranques de los electrodos pueden ser una 
fuente de inclusión de escoria, porosidad y falta de fusión. 
 La humedad, en el recubrimiento del electrodo, puede ser causa de presencia de H en la 
soldadura, reduciendo la tenacidad a la fractura. Esto, combinado con las tensiones residuales, 
puede conducir a fisuras en la soldadura. 
 Los aceros, con alto contenido de carbono equivalente, pueden tener este problema, que se 
supera mediante el uso de electrodos adecuados. 
 
2.4.3  Soldadura por arco sumergido (Soldadura automática, S.A.W. (Fig. 12): 
 En este procedimiento, el hilo lo suministran una o más cabezas de alimentación, y el 
fundente es previsto, separadamente, en forma de polvo. 




Fig. 11 Proceso manual, S.M.A.W. 
 
 
Fig. 12 Proceso arco sumergido.
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 En este proceso, las soldaduras profundas y anchas pueden ser susceptibles de fisuras, debido 
a tensiones térmicas. La tenacidad de la junta puede resultar afectada, así como en el S.M.A.W. 
La elección de la varilla y fundente pueden tener efecto en las propiedades y composición de la 
soldadura. En la soldadura por arco sumergido, las mismas quedan con buen acabado, de forma 
suave y regular, y carecen de inclusiones y poros. Estos procesos de producción pueden llevarse 
a cabo con gran rendimiento. 
 Como otras técnicas, requiere gran cuidado en el almacenaje de las planchas y la preparación 
de bordes, y debe ser evitada la presencia de humedad u óxido. La raíz se fabrica por otro 
proceso, S.M.A.W. o F.C.A.W. 
 Las propiedades de impacto de la soldadura pueden ser inferiores a las obtenidas con el 
S.M.A.W., a causa de la formación de microestructuras de grano grueso, debidas a la formación 
de soldaduras en simple pasada. 
 
2.4.4  Procesos de soldadura protegidos por gas: 
 En el proceso de soldadura TIG, se usa un electrodo de tungsteno, no consumible, para crear 
el arco, y está protegido por gas inerte (argón o helio). 
 El material de relleno se añade, separadamente, en el borde del pozo de soldadura. El trabajo 
requiere utilizar las dos manos, por lo que se necesita destreza. 
 Este proceso está bajo desarrollo en la Industria Off-Shore, pero no es un sistema económico 
para las juntas tubulares estructurales. 
 
2.4.5  Procesos semiautomáticos, G.M.A.W. (Fig. 13): 
 Los procesos semiautomáticos, por ejemplo MIG, crean una atmósfera de gas entre el alambre 
de soldadura y la pieza. El alambre se alimenta automáticamente mediante la pistola que porta el 
















 La elección del gas depende del tipo de material a soldar. Para materiales ferrosos, se utiliza el 
Argón, con el oxígeno o dióxido de carbono. El alambre puede ser macizo o hilo tubular relleno 
de fundente. 
 El proceso M.I.G., con hilo tubular relleno de fundente, está bien establecido en la Industria 
Off-Shore. De otra parte, el proceso M.I.G. con alambre sólido, últimamente, está aceptado en 
esta industria, consiguiéndose buenos resultados. 
 
2.4.6  Comparación entre los procesos de soldadura: 
 Es difícil valorar que proceso de soldadura es el adecuado; bajo ciertas condiciones, sólo una 
técnica puede ser la idónea. 
 En la Tabla I, se representan datos de producción para varios procesos de soldadura. 













POSICIÓN VERTICAL HORIZONTAL HORIZONTAL HORIZONTAL 
CORRIENTE TÍPICA (A) 155 110-330 445 700-1200 
DEPOSICIÓN MATERIAL Kg/h 1,6 2,3 5,5 12 
METAL DEPOSIT. REQUER. Kg 2,1 2,5 1,6 1,0 
TIEMPO DE ARCO MIN. 76 63 17 5 
 




deposición /soldadura de metal de 
requerido depositado metal
=  (1) 
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2.5  Ciclo térmico: 
 El calor aportado durante el soldeo produce, en el material base, complejos ciclos térmicos no 
convencionales, que dan lugar a una serie de fenómenos: 
   - Cambios microestructurales, producidos en la ZAC. 
   - Tensiones residuales. 
   - Efectos que producen los dos anteriores, en la resistencia y la tenacidad a la fractura. 
 
2.5.1  Ciclo térmico teórico. Ecuación de Rosenthal. 
 El flujo de calor se puede hacer desde un punto de vista analítico o numérico. El estudio 
analítico del ciclo térmico se estudia mediante las ecuaciones de Rosenthal. 
 El conocimiento del ciclo térmico nos permite, en función del "heat input" (energía aportada), 
determinar los cambios microestructurales, así como las tensiones residuales, condiciones 
necesarias, para poder predecir la variación de la tenacidad. Este estudio quedará complementado 
con el de Tenacidad de la fractura. 
 En el estudio del ciclo térmico teórico, se consideran dos posibilidades: para chapa gruesa y 
para chapa fina. Para cada una de estas posibilidades, se estudiará una aplicación inmediata de la 
forma de calor, que corresponde al valor exacto de la solución de la ecuación diferencial de 
Rosenthal. Una segunda alternativa consiste en suponer una aplicación del calor de forma 
instantánea, a toda la línea de soldadura. 
 Para el estudio teórico del ciclo térmico, se supone que la fuente móvil de aporte calorífico, en 
este caso el electrodo, se mueve a una velocidad constante, v, en la dirección X, de un sistema de 
ejes coordenados, como se puede observar en la Fig. 14. 
 La energía aportada (heat input) viene dada por q/v (KJ/mm), siendo q la potencia 
suministrada, y v la velocidad, el valor de q es: 
                          IVq ⋅⋅=η                           (2) 
    
 





Fig. 14 Configuración de la soldadura en función de la fuente de calor en 








                                                                                              
                                                      
siendo: 
    Tensión de soldadura (KV). = V
    Intensidad del arco (A). = Ι
   = η  Eficiencia dependiendo del proceso. 
   v =  Velocidad de desplazamiento de la fuente de calor (mm/s). 
 
Tabla II. Eficiencia según proceso. 
TABLA II 
Proceso η  
S.M.A.W. 0,70 - 0,85 
TIG 0,22 - 0,48 
MIG 0,66 - 0,75 
S.A.W. 0,90 - 0,99 
 
 La ecuación diferencial, para el flujo de calor, viene dada por: 
 
  t  
  T      C = 
 Z  
  T   + 
 Y  
  T   + 
 X  
















δ  (3) 
siendo: T, la temperatura Kelvin; t, el tiempo en segundos; λ = conductividad térmica en (J m-1 s-1 
K-1) y Cρ = calor específico por unidad de volumen (J m-3 K-1). Esta aproximación supone que la 
conductividad térmica y el calor específico son constantes. Aunque esta suposición no es 
totalmente correcta, es aceptable. 
 Tendremos que pasar de estas coordenadas fijas, a un sistema de coordenadas móviles, dadas 
por la ecuación (4) (Fig. 14). 
   tv   -   x = ε  (4) 
Siendoε la distancia desde un punto fijo a la fuente de calor, sobre el eje x. 
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=  (5) 
 Para una distribución de temperaturas cuasiestacionaria, es decir considerando que: δT/δt = 0, 
lo que significa que la distribución de temperaturas, junto a la fuente de calor, se mueve a una 




















=  (6) 
 
2.5.2  Resolución de la ecuación de Rosenthal. Modelo matemático: 
 Teniendo en cuenta que  la distribución del flujo de calor puede considerarse tridimensional 
para una chapa gruesa, y bidimensional para una chapa fina, la solución de la ecuación 
diferencial (6) viene dada, para chapa gruesa, por: 
 
R
   
  a  2
  R   v -  exp  
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     2
q = T - T 0  (7) 
y, para la chapa fina, por: 
 R
   
  a  2
  R  v   K  
  
  a  2














 -     
  t      2
q = T - T 0  (8) 
siendo: 
T = temperatura alcanzada (K). 
T0 = temperatura ambiente (300 K). 
Tp = temperatura pico (K). 
q =  Calor aportado por la soldadura = η V I (J/s = W). 
I = Intensidad del arco (A). 
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V = diferencia de potencial del arco en (V). 
η = rendimiento del proceso de soldadura. 
K0 = función de Bessel de primera clase. 
a = difusividad térmica = ( ). s  m 1-2    C  ρ
λ  
λ = conductividad (J m-1 s-1 K-1). 
t = tiempo (s). 
Cρ = calor específico por unidad de volumen J m-3 K-1. 
q/v = Energía aportada "heat input" (J m-1). 
d = espesor de la chapa (m). 
v = velocidad de la fuente (m s-1). 
( ) =   y + z +    = R 222ε distancia desde la fuente de calor a un punto fijo. 
 Para un ciclo térmico, considerando una aplicación instantánea de la fuente de calor en la 
línea de soldadura, es decir, desde una posición fija en el eje de soldadura (ver Fig. 14): r2 = z2 + 
y2, siendo r la distancia desde ese punto a un punto situado en la ZAC para una chapa gruesa, la 








  t  a  4 
r  -  exp   




 = T - T 0
 (9) 
 Siendo t el tiempo y T0 la temperatura inicial o temperatura de precalentamiento, expresada en 
Kelvin. 
 Asimismo,  siguiendo el mismo criterio que para la ecuación (9) de aplicación instantánea del 
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r -  exp   
   )  t C        4 (    d 
 v 2 
ρλπ
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 = T - T 0  (10) 
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siendo: 
d = espesor de la chapa. 
 Para el caso de chapas gruesas, partiendo de la ecuación (9), con las consideraciones hechas, y 
teniendo en cuenta que el máximo de esta función se obtiene para un tiempo  t = r²/4a, la 
temperatura pico, que es la máxima temperatura alcanzada en el proceso de soldadura, se obtiene 
sustituyendo el valor de t en la ecuación (9), que viene expresada por:  
                                                            r    C 
 v
2 ρπ
  q 
  
  e  






                                                 (11) 
Siendo, Tp la temperatura pico del ciclo térmico, y e = 2,718 base de los logaritmos neperianos. 
El tiempo de enfriamiento, desde 800 °C a 500 °C, viene dado por: 
                                                                 
 T      2
 v
1λπ
  q 
 = t 8/5∆                                                           (12) 
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  q   
 = t 5 / 8  (14) 
De la ecuación (11) y (12) obtenemos: 
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10  exp  (15) 
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 Finalmente, se trata de calcular la ecuación del ciclo térmico para chapa fina que, siguiendo 
los mismos pasos que para chapa gruesa, nos da: 
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20 exp  (19) 
 
 Para determinar la aplicación de la ecuación chapa fina o chapa gruesa se puede utilizar la 
ecuación (20), que nos determina el espesor crítico, en función de los parámetros de velocidad de 
desplazamiento de la fuente de calor, capacidad térmica por unidad de volumen y temperatura 
inicial. 
     
  T - 1.073 
1 + 
  T - 773 
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2.6  Introducción teórica al cálculo de tensiones residuales por el método 
del agujero ciego: 
2.6.1  Principios teóricos del método del agujero ciego para determinación de 
tensiones residuales: 
 Un cuerpo o estructura, que está sometido a tensiones residuales, sufre una relajación de 
tensiones puntualmente, cuando es sometido a una perforación. Esto es debido a que cada 
perpendicular a la superficie libre es necesariamente un eje principal, en el cual las tensiones 
cortantes y las tensiones normales son cero. La eliminación de las tensiones, en la superficie del 
agujero, cambian inmediatamente las tensiones alrededor del mismo en su superficie, lo que 
produce una deformación local, a su alrededor. Este método fue propuesto por primera vez por 
Mathar [12]. 
 Como norma general, en el método del agujero ciego, la profundidad es igual a su diámetro, 
que será pequeño comparado con la probeta objeto del ensayo. 
 La geometría del agujero ciego es suficientemente compleja, como para que las tensiones 
residuales no puedan ser calculadas directamente usando la teoría de la elasticidad, a partir de las 
deformaciones medidas, a menos, que se utilicen coeficientes empíricos. Sin embargo, se puede 
obtener una solución para el caso más simple del taladro pasante, en el cual la tensión residual es 
uniforme a través del espesor de una chapa fina. Así pues, la base teórica será primeramente 
desarrollada para el agujero pasante, aplicándose al agujero ciego, posteriormente. 
 
2.6.2  Principios teóricos del método del agujero pasante: 
 En la Fig. 15, se representa una chapa, que está sometida a  una tensión residual σx. El estado 
de tensiones para un punto, P(R, α), viene expresado en coordenadas polares, por: 
 )  2  +  1 (    
2
   = xr α
σσ cos⋅′  (21) 
 )   2    -  1 (    
2
   = x ασσθ cos⋅′  (22)
 









                                                       
 
 
                                                            αστ θ  2    sen  2
   - = x  r ⋅′                                                   (23) 
 En la misma figura, se representa una plancha en la que se ha abierto un taladro, en las 
proximidades del agujero, las tensiones ahora son diferentes. Así las tensiones σr y τrθ tienen que 
ser cero, en toda la superficie del agujero. 
 Una solución para este caso fue obtenida por primer vez por Kirsch en 1.898 Timoshenko 
[13], para un punto P(R,α): 
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⎛ +−⋅−=  (26) 
en el cual    ( ) R  R     R
 R = r 0
0
≥ .  
 Haciendo la diferencia de las tensiones residuales iniciales y finales, para un punto P(R,α), 
obtenemos las siguientes expresiones: 
  (27) 
σσσ ′′′∆ rrr  -   =  
 σσσ θθθ ′′′∆  -   =   (28) 
 τττ θθθ   r  r  r  -   =  ′′′∆  (29) 
que nos dan la relajación de tensiones debida al taladro. Sustituyendo las ecuaciones (21), (22) y 
(23), y las ecuaciones (24), (25) y (26) en las (27), (28) y (29), se obtienen las expresiones que 
reflejan la liberación de tensiones. Considerando que el material que compone la placa sea 
homogéneo e isótropo, en las propiedades mecánicas, y elástico lineal, en su comportamiento de 
tensión deformación, podemos sustituir las ecuaciones en la ley de Hooke biaxial para obtener la 
deformación liberada en un punto P(R, α), dando las siguientes expresiones resultantes:  
46                       Introducción teórica al cálculo de tensiones residuales. 

















r                       (30) 

















vx                     (31) 
 
 Estas ecuaciones pueden expresarse de modo más simple, introduciendo los coeficientes 
A,B,C, dados por las ecuaciones (34),(35),(36), y teniendo en cuenta que, a lo largo del circulo, 
en cualquier radio R (R > Ro) las deformaciones radiales y tangenciales pueden variar de forma 
senoidal, lo que queda representado por las ecuaciones (30) y (31), que pueden escribirse como: 
 )   2      B  +  A (     = xr ασε cos⋅⋅  (32) 
 )  2       C  +  A (-     = x ασεθ cos⋅⋅  (33) 
  







  r 
 1    
  E    2


















  r 
 3   -   
  r 
 1      
     +  1
 4      
  E    2



















 3   +   
  r
 1      
     +  1
      4   -    
  E    2





 Así, las deformaciones liberadas varían también de una forma compleja con la distancia desde 
la superficie del agujero. Esta variación queda representada en la Fig. 16, donde las deformacio-
nes se representan a lo largo de los ejes principales. Como se observa, las deformaciones 
liberadas decrecen a medida que nos alejamos de la superficie del agujero.  
 Por ello, es importante que la señal de la galga esté lo más próxima a la superficie del agujero, 
a fin de maximizar (Render & Perry [14]).  
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 De todas formas, conforme la norma A.S.T.M. E837-85 [15], la relación r = R/Ro deberá 
estar comprendida 2,5 < r < 3,4. Como se observa en la Fig. 16, para α = 0, a lo largo de los ejes 
de las tensiones principales, la deformación liberada εr es superior a las tensiones liberadas εθ ,es 
por ello por lo que las rosetas comerciales están orientadas con las galgas hacia εr. Las 
deformaciones son de signo opuesto a las tensiones, ya que A y B, en las ecuaciones (32) y (33), 
son negativos y 1.  =    2 αcos  
  Cuando las tensiones son biradiales, puede utilizarse el principio de superposición, que es 
aplicable en los materiales que tienen un comportamiento elástico-lineal. Así, valorando en la 
Fig. 15 las tensiones en la dirección del eje y habría que sustituir )   2 ( αcos  por 
.   2   -  = ) 90   +   ( 2 αα coscos  
 Entonces, la deformación radial liberada en un punto P(R, α), debido a tensiones residuales, 
sólo en la dirección y, puede escribirse: 




que, empleando la notación de las ecuaciones (32) y (33), se convierte en: 




 Cuando ambas tensiones están presentes, simultáneamente, podemos escribir las deformacio-
nes liberadas como: 
 )   2      B   -   A (       +  )   2      B   +   A (     = yxr ασασε coscos ⋅⋅⋅⋅  (39) 
que también, se puede poner como: 
 ( ) ( ) ασσσσε   2          -       B   +      +       A = yxyxr cos⋅⋅⋅  (40) 
 
Para resolver la ecuación (40), se requieren tres medidas para formar un sistema de ecuaciones. 
 El procedimiento normal es montar un sistema de galgas, que forman una roseta alrededor del 
agujero, antes de perforarse. La roseta se representa en la Fig. 17. 
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Fig. 16 Variaciones de deformaciones radiales y tangenciales con la 








 Así, conforme la disposición de la galga, la ecuación (40) puede ahora ser escrita tres veces, 
una para cada galga de la roseta, como: 
 ( ) ( ) ασσσσε   2        -        B   +       +       A = yxyx1 cos⋅⋅⋅  (41) 
 ( ) ( ) ) 45   +    ( 2        -        B   +       +       A = yxyx2 °⋅⋅⋅ ασσσσε cos  (42) 
 ( ) ( ) ) 90   +    ( 2        -        B   +       +       A = yxyx3 °⋅⋅⋅ ασσσσε cos  (43) 
Ecuaciones que, cuando son resueltas, nos dan: 
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Siendo α, el ángulo más próximo al eje de la galga 1 (Fig. 17). 
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2.6.3  Método de cálculo del agujero ciego: 
 Los investigadores Rendler y Vigness [16] han demostrado que las ecuaciones deducidas para 
el agujero pasante, pueden ser utilizadas para el agujero ciego, pues la teoría de la elasticidad no 
dispone de soluciones exactas para resolver el complejo estado de tensiones locales, que el 
método del agujero ciego introduce en un campo de tensiones planas, en el que nuestros cálculos 
se mueven. Las deformaciones liberadas, debido al agujero ciego, varían senoidalmente en 
círculos concéntricos al agujero, según la función que viene expresada por las ecuaciones: (41), 
(42) y (43). Estas ecuaciones, así como las (44), (45) y (46), pueden ser utilizadas y son 
igualmente aplicables al método del agujero ciego, cuando se utilizan unos coeficientes A y B 
adecuados. El método del agujero ciego requiere el cálculo de dichos coeficientes en función de 
Z/D0, y pueden expresarse como sigue:  
Fundamentos teóricos.                                              51 
)  (47) (  D /   Zr,  ,  E,  f = A 0a ν
 ( ) D /   Zr,  ,  E,  f = B 0b ν  (48) 
 Para un diámetro de agujero determinado, fijado un estado de tensiones residuales, las 
deformaciones liberadas aumentan con las profundidades. Este proceso continua hasta que el 
agujero es igual a su diámetro o algo superior; con el fin de maximizar la señal de las 
deformaciones en las galgas se profundiza a Z/D0 = 1, según ASTM E837-85 especifica, hasta un 
valor máximo de Z/D0 = 1,2. Así en la Fig. 18, se representa la variación de las deformaciones 
liberadas, donde se ha normalizado Z/D0 = 1 como 100%. Esta figura representa la relación de 
D/D0, siendo D el diámetro de la galga y D0, el diámetro del agujero. Estas curvas, que resumen 
los resultados de los tres investigadores (Fig. 18), varían para valores 2,5 < D/D0 < 3,4, y son 
para tensiones uniaxiales, uniformes en probetas que son consideradas gruesas comparadas con 
el máximo espesor del agujero. Los trabajos de Rendler y Vigness [16] demostraron que para 
cualquier material dado, los valores E, v y los coeficientes A y B, son simplemente funciones 
geométricas y, consecuentemente aplicables, para todos los casos geométricamente similares. 
Esto significa que una vez que los coeficientes son determinados para una roseta configurada, el 
tamaño de éstas, puede ser ajustado en la medida que la profundidad del agujero y el diámetro 
sean ajustables. Schajer [17] introdujo dos nuevos coeficientes: 
 
ν+ 1
  A    E    2  = a ⋅⋅  (49) 
 B    E    2 = b ⋅⋅  (50) 
 Este mismo investigador demostró, con un cálculo por elementos finitos, que a y b varían 
menos del 2%, para un cambio del coeficiente de Poisson's entre 0,25 a 0,35. 
 En la Fig. 20, se representan las gráficas que nos permiten calcular los coeficientes a y b, en 
el caso de deformación uniforme Z/D0 = 1,2. Partiendo de ellos, los coeficientes A y B, y de aquí 
las tensiones residuales, según las ecuaciones (44) y (45): 
 
 a     
 E  2




 b     
 E  2




   La norma ASTM E837-85 recomienda perforar la placa en pequeños elementos de profundidad 
(127 µm), midiendo las deformaciones producidas en cada incremento de profundidad. Así, es 
posible juzgar si los datos obtenidos para las tensiones residuales son proporcionales a la 
profundidad, y considerar si son válidos los coeficientes a y b. 
 Aunque no existe un criterio absoluto de validez, en la uniformidad de las tensiones residuales 
con la profundidad desde la superficie, existen dos métodos, que pueden ayudar a detectar la no 
conformidad de las tensiones con respecto a la profundidad del agujero. El primero consiste en 
medir las deformaciones liberadas por cada galga de la roseta, y llevándolo al gráfico de la Fig. 
18, observar si se encuentran dentro de la banda de dispersión esperada. Si no caen 
razonablemente dentro de esa banda, se puede pensar que la distribución de tensiones, conforme 
la profundidad, no es uniforme y, consecuentemente, la poca fiabilidad de los datos. 
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Fig. 20 Deducción de los coeficientes a y b en función de la relación 






 Otro análisis puede reforzar el anterior, haciendo para cada profundidad el cálculo de las 
tensiones principales uniformes equivalentes, que podría definirse como aquella magnitud que 
uniformemente distribuida, produciría la misma deformación liberada total en cualquier 
profundidad, que la medida durante la perforación del orificio. Para el cálculo de las tensiones 
uniformes equivalentes, en cada incremento de profundidad, los coeficientes a y b, que son 
función de la profundidad del agujero, deben conocerse. Estos coeficientes fueron calculados por 
Schajer, por elementos finitos. Estos valores de a y b están representados en la gráfica de la Fig. 
21, para un valor determinado de D/D0 y Z/Z0. De aquí se obtienen los coeficientes a y b que, 
introducidos en las ecuaciones (51), (52) y (53), nos darán las tensiones residuales principales 
equivalentes. Cuando las tensiones residuales varían con la profundidad, las tensiones calculadas 
con los coeficientes utilizados en la Fig. 21, por supuesto, no representan la tensión residual 
actual, sino la tensión uniforme equivalente de la superficie, a la profundidad Z, que produciría la 
misma deformación liberada, a esa profundidad. Para el primer incremento de profundidad, la 
deformación uniforme equivalente es la mejor estimación disponible de la tensión media actual 
en esa capa. Las siguientes capas son siempre, cuantitativamente, de menor confianza. 
 Conforme la norma ASTM E837-85, la representación de las tensiones residuales, cuando 
estas son uniformes en toda la profundidad del agujero, queda representada por la Fig. 19. 
 Siendo la relación de la profundidad al diámetro del agujero Z/D0 = 1,2, y para valores de D/D0 
comprendidos entre: 2,5 < D/D0 < 3,4, las curvas para a y b (Fig. 20), se obtienen numérica y 
experimentalmente. Al final, la expresión de las tensiones residuales, máxima y mínima, viene 
dada por: 
 
 ( ) ( )    -    +    -       
  B    4
 2        
A    4











Siendo A el valor obtenido de la ecuación (51), y B de la ecuación (52). 
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Fig. 21 Deducción coeficientes a y b para rosetas RE y RK en función de la 
profundidad y del diámetro del agujero. Coeficientes según estudios de 
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EFECTO DE DISTRIBUCIÓN NO UNIFORME DE TENSIONES:
 Cuando la distribución de tensiones no es uniforme, se usa el método incremental (Fig. 22), 
según los siguientes pasos: 
a) Calcular a y b a partir de la Fig. 21, para cada profundidad. 
b) Calcular los coeficientes A y B, a partir de a y b. 
c) Calcular la tensión uniforme equivalente, para cada profundidad. 
d) Calcular la distribución de tensiones incremental. 
 
2.6.4  Tensiones residuales generadas por la soldadura: 
 La distribución típica de tensiones residuales, tanto transversales como longitudinales, se 
encuentra representada en las Figs. 23 y 24.  
 Dependiendo de que exista una contracción, impedida o no, estas tensiones residuales pueden 
variar de intensidad. Las tensiones residuales de mayor importancia son aquellas paralelas al eje 
de soldadura, designadas por σx y las transversales por σy. 
 A una distancia varias veces el ancho del cordón de soldadura, estas tensiones se hacen cero. 
A mayor distancia, las tensiones se vuelven de compresión. Las tensiones podemos distribuirlas 
en base a tres parámetros: 
- Máxima tensión en el eje de soldadura σm. 
- El ancho de la zona de tensiones residuales de tracción, b. 







*EN CASO DE QUE LA DISTRIBUCIÓN SEA NO UNIFORME ES MEJOR USAR EL 
MÉTODO INCREMENTAL. 
 
Fig. 22 Distribución de tensiones no uniformes conforme a su profundidad. 
ASTM-837. 
- CALCULAR LA DISTRIBUCIÓN DE TENSIONES INCREMENTAL
- CALCULAR LA TENSIÓN UNIFORME EQUIVALENTE PARA CADA        
 PROFUNDIDAD 
-  CALCULAR A y B a partir de a y b 
-  CALCULAR  a y b a partir de tablas para cada profundidad 
                                                                                                                                                                                      
                                
     Fig. 24-B Distribución de σy a lo largo de XX.               Fig. 24-A Distribución σx a lo largo de YY.
 
Fig. 23 Soldadura a tope. 
 
 
 Esta representación se hace en la Fig. 25, donde también se anotan los valores experimentales 
en el proceso S.A.W. Su ajuste se comenta en el apart. III, cap. 3.3.8. 
 La resistencia a la fractura de los aceros al carbono depende de unos factores que pasamos a 
comentar: 
 
4) El efecto de la tensión residual es despreciable en estructuras soldadas, sometidas a tensiones 
residuales superiores al límite elástico. 
3) El efecto de la tensión residual disminuye, después de carga repetida. 
2) Conforme la tensión aplicada se incrementa, el efecto de las tensiones residuales decrece. 
1) El efecto de las tensiones residuales de soldadura, en la ejecución de estructuras soldadas, es 
significativo, solamente, cuando ocurre bajo tensiones aplicadas bajas, tales como fractura 
frágil por fatiga y fisuras de corrosión bajo tensión.   
 Como resumen podemos enunciar: 
 
 σm en los aceros al carbono, es del orden del límite elástico. La distribución longitudinal de 
tensiones se puede aproximar por la siguiente ecuación, según Uhlig [18]: 
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2.6.5  Consideraciones sobre la importancia de las tensiones residuales en 
estructuras soldadas a tope y sometidas a una carga externa: 
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Fig. 25 Tensiones residuales Teóricas / Experimentales (S.A.W.).
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* Si la probeta, no tiene entalla afilada, la fractura ocurrirá a la carga de rotura del material. 
Que, en la Fig. 26, queda representada por PQR [19] Kihara, H. and Hasubuchi. 
* Si la probeta tiene entalla con bordes afilados, aunque no tensiones residuales, la fractura 
ocurrirá dentro de las tensiones aplicadas, que en la figura viene representada por la región 
PQST. 
* También la temperatura de transición, como es lógico, tiene su influencia en la fractura, que se 
manifiesta de la siguiente forma: 
   1) Cuando la fractura de la probeta ocurre a una temperatura mayor que la temperatura de 
transición Tf, la fractura de alta energía tipo cortante ocurre a altos niveles de tensión 
aplicada. 
   2) Cuando la temperatura de la probeta, en el ensayo, se encuentra por debajo de la 
temperatura de transición Tf, la fractura en su rotura presenta una apariencia de baja 
energía o clivaje. Como vemos en la Fig. 26, las tensiones aplicadas de fractura se 
aproximan al límite elástico. Cuando la entalla sea localizada en una zona donde las 
tensiones residuales son altas, se pueden distinguir los siguientes casos: 
     1)   Si la temperatura se encuentra por encima de la temperatura de transición, siendo 
esta Tf, que las tensiones aplicadas, causantes de la fractura, están en el nivel 
correspondiente a la carga de rotura, en cuyo caso, las tensiones residuales no 
tienen ninguna influencia (ver PQR en Fig. 26). 
     2)   Cuando la temperatura se encuentra por debajo de la de transición y, no obstante, 
es superior a la temperatura Ta, por debajo de la cual la grieta se propaga, la grieta 
puede iniciarse a baja tensión pero no se propagará. 
3)   Cuando la temperatura es inferior a Ta, a la cual la grieta se propaga, dependiendo 









Fig. 26 Efecto de la entalla, temperatura y tensiones en la resiliencia a 
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     - Que la tensión sea inferior a la tensión crítica, en cuyo caso la grieta se iniciará pero 
     no se propagará y, si lo hace, tendrá muy poco recorrido. Ver Fig. 26, segmento VW. 
     - Que la tensión sea superior a la tensión crítica, por encima de VW, la fractura ocurrirá 
completamente. 
 Del comportamiento de las probetas anteriormente analizadas, en diferentes situaciones, se 
puede deducir como sigue Kihara H. and Fujita [20]: 
 Una fractura inestable puede producirse en una estructura con pequeñas grietas que, de no 
existir las tensiones residuales, no se producirían. 
 También tenemos que resaltar la importancia del signo de las tensiones, ya que cuando estas 
no existen, o son tensiones residuales de compresión, no hay una contribución a intensificar las 
tensiones en el extremo de discontinuidad de la grieta. Por el contrario, si las tensiones residuales 
son tensiones de tracción, estas se añadirán a las tensiones aplicadas, para aumentar la intensidad 
de la tensión en el extremo de discontinuidad de la grieta. Como consecuencia, la intensidad de 
la tensión incrementada puede causar que un defecto se convierta en fisura, y esta se extienda, 
hasta que su extremo esté fuera de la región de las tensiones residuales; una vez llegado a esta 
situación, puede ocurrir que la grieta se detenga o continúe. Esto dependerá de la intensidad de la 
tensión y la longitud de la grieta [21]. 
 De lo anterior, se deduce que la tensión residual se encuentra localizada en diferentes puntos 
de la estructura soldada y, solamente, contribuye a la formación de la fractura, dentro del campo 
de las tensiones residuales. De aquí, la importancia de su localización e intensidad para el estudio 















































3.1  Ciclos Térmicos. Ensayos en Cámara de Soldadura. 
3.1.1  Análisis del Ciclo Térmico, partiendo del Modelo Matemático de la 
ecuación de Rosenthal. 
 En el apartado II Fundamentos teóricos, capítulo 2.5, se ha presentado la solución de la 
ecuación de Rosenthal, que nos ayudará a determinar los cambios microestructurales, estudiar 
los productos de trasformación en conjunción con las curvas CCT (Continue Cooling 
Tranformation) de nuestro acero, así como analizar las tensiones residuales; todo ello en relación 
con la temperatura pico alcanzada y velocidad de enfriamiento t8/5, que el ciclo térmico produce 
sobre la ZAC (zona afectada por el calor). 
 Para poder determinar estos efectos, nos basamos en las ecuaciones (7), (8), (9) y (10) 
(apartado II Fundamentos teóricos, capítulo 2.5), que nos permiten determinar, para los 
parámetros de soldadura en el proceso S.A.W., que se ha utilizado en la construcción de las 
probetas objeto de nuestro estudio, un completo análisis del ciclo térmico, tanto para la 
aplicación puntual del calor, según la ecuación (7) para chapa gruesa y (8) para chapa fina, como 
para una aplicación del calor de forma instantánea, según las ecuaciones (9), para chapa gruesa, y 
(10) para chapa fina.  
 Para determinar la ZAC, sobre todo cuando no es fácil de estimar visualmente, y para 
aquellos ensayos llevados a cabo en cámara de soldadura, Easterling [22] para distribución de 
temperatura en el metal base, nos da las expresiones que siguen, en el caso de una soldadura a 
tope, en una sola pasada y penetración completa: 
                                                                            









                                                           (1) 
Donde: 
Tp = temperatura pico (ºC), a una distancia, y (mm) del extremo o contorno (esta ecuación de 
temperatura máxima solo es aplicable para puntos situados en la ZAC, y no a puntos situados en 
el (WM) metal de soldadura. 
Hmet  = energía aportada por la soldadura (J/mm). 
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To = temperatura inicial de la chapa (ºC). 
Tm = temperatura de fusión (ºC) del acero. 
ρ = densidad del material (g/mm3). 
C = calor específico del metal sólido (J/g ºC). 
d = espesor de la chapa a soldar (mm). 
y = distancia desde LF de la región que forma la ZAC (mm). 
 También es conveniente valorar la velocidad de enfriamiento en el ECS, en el momento en el 
que el metal está a una temperatura de interés Tc (temperatura crítica). Esta temperatura para los 
aceros al carbono, y de baja aleación, se puede considerar próxima, para la mayoría de los 
aceros, a 550 ºC. 
 Para determinar si se aplica la expresión correspondiente a chapa gruesa o chapa fina, se 
utiliza: 













Cdr 0ρ                                                                         (2) 
que, para valores: 
   r ≥  0,9 ⇒  placas gruesas. 
   r < 0,9 ⇒  para chapas finas. 
 
La expresión que nos da la velocidad de enfriamiento en el ECS, viene dada por: 
  - Para chapa fina: 












= πλρ )                                                      (3)          
           
  -Para chapa gruesa: 










                                                              (4) 
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donde: 
R = velocidad de enfriamiento (ºC/s). 
λ = conductividad térmica (J/m s ºC). 
d = espesor de la chapa (mm). 
 De estas expresiones se obtiene la distribución de las temperaturas teóricas. 
 Conforme la ecuación de Rosenthal, la distribución de las temperaturas, para chapas finas y 
gruesas, viene dada por las propiedades físicas aplicables para el acero al carbono; la distribución 
de temperatura, aparece en la Fig. 1. 
 En el ciclo térmico se pueden hacer las siguientes consideraciones: 
 * El flujo de calor en la dirección de la soldadura es pequeño, comparado con la dirección  
  perpendicular a la soldadura. 
 * El ciclo térmico, para un punto dado del metal base, viene dado por un diagrama de   
 temperatura-tiempo. Experimentalmente, se demuestra que el tiempo de enfriamiento, ∆t8/5, 
  es constante, para un ciclo térmico en un proceso determinado de soldadura, y un material y 









 La temperatura de 800 ºC, para el acero, es importante, ya que en torno a ella se encuentra el 
punto de transformación A3, donde el hierro γ pasa a hierro α, también la temperatura de 500 ºC, 
es una temperatura de interés o temperatura crítica. 
 Como ya se ha explicado (cap. 2.5.2, apart. II Fundamentos teóricos), la ecuación de Ro-
senthal puede resolverse para placa gruesa y placa fina; para distintos valores de la fuente de 








Fig. 1 Distribuciones de temperatura calculada para (a) planchas delgadas y 





       
  
 Placa gruesa y fuente de calor puntual, Ecuación (7) (Apartado II Fundamentos Teóricos 
Capítulo 2.5.2.): 
 
 Placa gruesa y fuente de calor instantánea Ecuación (9) (Apartado II Fundamentos Teóricos, 
Capitulo 2.5.2.): 
 Con objeto de establecer una relación temperatura-tiempo para distintos puntos de la ZAC, 
que nos permita conocer la envolvente térmica (temperatura máxima para cada punto de la ZAC) 
y tiempo de enfriamiento ∆t8/5, se ha preparado un programa de ordenador, que se adjunta en el 
anexo de este capítulo. Asimismo, el programa verifica el espesor crítico de la chapa d', 
conforme la ecuación (20), determinando si corresponde aplicar los parámetros correspondientes 
para chapa gruesa o fina. De los procesos de soldadura con los que las probetas usadas en la 
presente memoria han sido soldadas, se han estudiado el proceso SAW, por ser el más 
representativo y de mayor aporte calorífico. Con los valores obtenidos con el programa, hemos 
preparado la Tabla I, que nos permite conocer a que distancia de LF (línea de fusión) se 
encuentra cada región de la ZAC. 
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TABLA I 
Regiones y temperaturas de la ZAC en función de la distancia a la L.F. 
Proceso SAW  
Temperatura ZAC ºC 
 
 




1.450 < Tp < 1.527 Grano grueso 8,7 0 < d < 0,7 
1.100 < Tp < 1.450 Crecimiento grano 10,3 0,7 < d < 2,3 
910 < Tp < 1.100 Grano fino 11,3 2,3 < d < 3,3 
722 < Tp < 910 Intercrítica 13 3,3 < d < 5 
600 < Tp < 722 Subcrítica 14,5 5 < d < 6,5 
500    16,4 8,4
Tabla I. Regiones y temperaturas de la ZAC en función de la distancia a la L.F. 
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3.1.2  Resolución del modelo matemático en la ecuación de Rosenthal: 
 En el anexo de este capítulo, tal como hemos mencionado, se adjunta el programa para 
aplicación a la solución de la ecuación de Rosenthal, aplicable para chapa gruesa y fina, así 
como los resultados obtenidos para nuestros parámetros de soldadura en el proceso de soldeo 
SAW, teniendo en cuenta que los resultados obtenidos para una aplicación del calor de forma 
puntual, que corresponde a un valor exacto de la solución de la ecuación de Rosenthal, y para 
una aplicación instantánea del calor, solución aproximada de la ecuación de Rosenthal, no 
consideran la fuente móvil de calor. Los parámetros y datos que se han introducido en el 
programa se relacionan a continuación: 
Chapa gruesa:
 1)  Proceso SAW: 
  1.1)  Aplicación del calor de forma puntual. Placa de ancho y longitud infinita. 
   1.1.1)  Datos del material: 
        Difusividad, a = 0,911 x 10-1 cm2/s. 
        Calor específico, C = 0,5730 J/g ºC. 
        Densidad, ρ = 7,85 g/cm3. 
        Capacidad térmica, ρ C = 4,498 J/cm3 ºC. 
        Conductividad, λ = 0,41 J/cm s ºC. 
        Punto de fusión, 1.527 ºC. 
   1.1.2)  Datos del procedimiento de soldeo: 
        Intensidad = 700 A. 
        Voltaje = 30 V. 
        Velocidad = 0,9 cm/s. 
        Energía aportada = 2,1 KJ/mm. 
        Rendimiento = 0,9 
        Temperatura precalentamiento T0 = 125 ºC. 
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 Con estos datos, el programa ha facilitado los resultados que se adjuntan en el listado nº 2 del 
anexo. 
 Las distancias dadas en los resultados se refieren al ECS, que teniendo en cuenta la secuencia 
de los cordones, estará en el baño de fusión a 3,5 mm de LF, aproximadamente. 
 El tiempo de enfriamiento 800 ºC - 500 ºC ∆t8/5 = 10 s. 
 
  1.2)  Aplicación del calor de forma instantánea, en toda la línea de soldadura. 
   1.2.1)  Datos del material: 
        Especificados en el punto 1.1.1. 
    1.2.2)  Datos del procedimiento de soldeo: 
        Especificados en el punto 1.1.2. 
 Los resultados obtenidos se encuentran en el listado nº 1, del anexo. 
 Estos valores, supuesta una aplicación instantánea de calor, difieren sobre todo en los 
primeros instantes, después se homogeneizan. No obstante, para una mayor exactitud tomaremos 
los resultados obtenidos para chapa gruesa, y aplicación puntual del calor, que es la resolución 
directa de la ecuación de Rosenthal. 
 
 Aunque, para chapa fina no se aplicará en nuestro caso, ya que los espesores reales son 
superiores a los críticos, se ha resuelto también la ecuación de Rosenthal para esta situación; 
tanto en aplicación puntual del calor como aplicación del calor de forma instantánea, para el 
proceso de SAW, el cual ha sido referenciado con el siguiente número: 
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3.1.3  Simulador de soldadura: 
3.1.3.1  Introducción: 
 El simulador de soldadura se usa para verificar, experimentalmente, los resultados obtenidos 
desde un punto de vista teórico. Asimismo, simular el ciclo térmico es útil en condiciones de 
laboratorio, para obtener información de los cambios microestructurales de la ZAC [23] . El 
simulador de soldadura nos permite conocer, de forma sencilla y económica, el comportamiento 
de un material frente a unos ciclos térmicos no convencionales, como puede ser el que co-
rresponde a un proceso especifico de soldadura, ayudando al estudio de la cinética del grano, 
disolución, y engrosamiento de precipitados, transformaciones de fase, recristalización, etc. 
 Con esta información, podremos estudiar e interpretar las transformaciones ocurridas en la 
ZAC de la soldadura real, e interpretar como afectan ciertos fenómenos, como puede ser el de 
multipasada.    
 Aunque los cambios microestructurales pueden ser observados y medidos en la soldadura 
real, siempre es más conveniente trabajar con piezas representativas en laboratorio, ya que nos 
van dar, en condiciones de trabajo ideales y de forma controlada, toda la gama de cambios 
microestructurales de la ZAC que, en nuestro caso, nos servirá para comparar con las 
apreciaciones de la soldadura real. Con este propósito, se han creado los simuladores de 
soldadura. La ejecución en cámara de soldadura no es una unión soldada, sino que representa los 
valores de los parámetros de soldadura, obtenidos al descargar un arco sobre una probeta 
metálica, de donde recibe el nombre de simulador de soldadura. 
 Aunque el material experimenta un ciclo térmico, que no es convencional en la soldadura, la 
temperatura pico a la que el material queda sometido, y la estructura que ello implica así como el 
tiempo de permanencia por encima de estas temperaturas y velocidades de enfriamiento, son 
similares a las que puedan obtenerse en una soldadura real. De esta forma, este procedimiento 
nos permite conocer que estructura se forma a una temperatura determinada, dato que, junto con 
la temperatura a una distancia del ECS proporcionada por el ciclo térmico, nos servirá para 
determinar el tipo de estructura en la ZAC. 
 No obstante, este sistema tiene sus inconvenientes, como algunos autores manifiestan en sus 
artículos [23-25]. 
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 Estas dificultades, entre otras, consisten  en reproducir acertadamente, la microestructura de la 
ZAC. 
 La comparación del grano austenítico, entre el simulador y una unión soldada, constituye el 
principal problema, ya que el menor gradiente térmico en la zona central de la probeta implica 
que la temperatura pico del simulador debe ajustarse, disminuyendo los valores para que el 
tamaño de grano austenítico sea menor y comparar con la soldadura real. 
 El método de ensayo de resiliencia Charpy suele ser otro inconveniente en las probetas de los 
simuladores, si no se hace una cuidadosa elaboración de los datos, por lo que es conveniente 
hacer una corrección de los valores obtenidos. En este estudio, el uso del simulador de soldadura 
nos servirá para comparar los productos de transformación. 
 Se han hecho numerosos intentos para comparar la soldadura real y la soldadura en simulador, 
la correspondencia es razonablemente buena, en el aspecto de la microestructura y valores 
medidos de las propiedades mecánicas, aunque se han descrito algunas excepciones en los aceros 
ferríticos (Welding Institute [26]). 
 Se demostró que las posibles razones para las diferencias en la microestructura en estos casos 
podrían ser: 
   -  Diferencia en el rango de energía aportada. 
   -  Diferencia en el rango de enfriamiento. 
   -  Diferencias de medidas en las temperaturas picos más altas. 
   - Gran gradiente de temperatura, que en la soldadura real puede inhibir el crecimiento de 
grano. 
 Analizando brevemente estas razones podríamos decir: 
 La temperatura alcanzada en el calentamiento es importante, desde un punto de vista de 
disolución y crecimiento de los precipitados y, consecuentemente, sobre el tamaño de grano. 
Pero también, las temperaturas de recristalización y transformación son las que pueden afectar al 
cambio de microestructura. Comparado con la soldadura real puede variar considerablemente el 
grado de calentamiento pues, en una soldadura en arco sumergido, con una alta energía aportada, 
puede tardar varios minutos en alcanzar la temperatura pico, para grandes espesores de chapas. 
 La velocidad de enfriamiento, junto con el tamaño de grano y el ciclo térmico, determinan la 
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microestructura, de aquí la importancia de la medida de este parámetro, ∆t8/5. 
 La incorrecta medida del pico de temperatura ocurre normalmente por el uso de termopares 
incorrectos, o por no tener en cuenta el gradiente térmico de la superficie de la probeta de 
ensayo. 
 Finalmente, el gradiente de temperatura en la soldadura real es la más difícil de considerar en 
el simulador de soldadura. Especialmente, si el cambio rápido en el tamaño de grano, a través de 
la ZAC, inhibe en el efecto de pinzamiento de grano, debido a alguna clase de pinzamiento de 
los pequeños granos (efecto que es sensiblemente peor, en valores bajos de energía aportada 
"heat input" y velocidades altas); este efecto es muy difícil de lograr en simuladores de 
soldadura. 
 Nuestro trabajo experimental fue llevado a cabo en tres probetas de acero 450 EMZ, de 
dimensiones 160 mm x 25 mm de 5 mm de espesor, numeradas 3, 4 y 5; realizándose en una 
cámara de soldadura cuyas características se detallan en el apartado siguiente. 
 
3.1.3.2  Descripción del equipo: 
Cámara de soldadura: 
 El diseño de la cámara de soldadura, donde los ensayos fueron llevados a cabo, es fruto del 
desarrollo de varios años de modificaciones [27]; así, este diseño actual es una cámara de 
soldadura con torch (conjunto portaelectródos, Fig. 2), que fue aconsejada por la experiencia en 
el estudio de la soldadura mediante la técnica de la superficie pulida [27,28]. 
 El cuerpo de la cámara es una pletina de cobre, con un vaciado donde descansan las probetas 
de geometría rectangular; tiene un rebaje que traspasa la pletina, donde pasan los termopares. Si 
se quiere tener unas condiciones de contorno similares, a las de la soldadura real, es necesaria la 
evacuación de calor generada por el electrodo sobre la probeta y, por ello, la disipación de calor 
es más rápida; este efecto se logra en el simulador mediante la refrigeración forzada por agua, 
necesaria por la poca masa de la probeta.
 
Fig. 2 Esquema de cámara de soldadura.
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 El desplazamiento es producido por la cámara; por lo tanto, no es el torch (conjunto 
portaelectrodo) lo que se mueve, sino la propia pieza a soldar; no obstante, el resultado 
conseguido es el mismo. Se puede invertir la dirección del sistema de arrastre de la cámara, 
simplemente invirtiendo la polaridad del motor de arrastre. Esta velocidad de arrastre puede 
regularse, mediante un potenciómetro, variando de esta forma este parámetro de soldadura. 
 El electrodo de descarga va contenido en un portaeléctrodo, soportado mediante un brazo que 
permite su posicionamiento, mediante un tornillo micrométrico. Para conseguir el correcto 
funcionamiento del arco, se genera alrededor del electrodo una atmósfera inerte (argón). 
 El circuito de refrigeración tiene la misión de conseguir un régimen estacionario de 
transmisión de calor, de manera que se obtenga un gradiente de temperatura estable con el 
tiempo. 
 Los materiales, con los que se fabrica la cámara, son buenos conductores del calor, ya que se 
pretende que la transmisión del calor sea óptima, lográndose un perfecto contacto entre la 
probeta y cámara. No obstante, teniendo en cuenta que la disipación del calor es insuficiente, hay 
que realizar una refrigeración forzada para lograr una transmisión del calor más efectiva. 
 A fin de proteger el proceso de la oxidación superficial, la probeta se ha de proteger con un 
gas inerte que la aísle del oxígeno del aire. Para ello, se hace el vacío en la cámara, al mismo 
tiempo que se hace pasar una corriente de argón por el recinto inferior de la misma. El vacío se 
realiza mediante una bomba rotatoria, que esta adosada al lateral de la cámara. 
 El registro del ciclo térmico, se realiza con los siguientes equipos: 
- Un registrador Hewlet Pakard 7090 A, automático y multicanal. Su interés radica en la 
capacidad de almacenar datos, para luego volverlo a reproducir cuantas veces sea preciso. Es 
posible seguir con el cursor la gráfica de los valores adquiridos e imprimirlos. Después de que 
ha sido concluido el tratamiento de los datos, pueden representarse por el registrador en la 
forma más conveniente, actuando como un plotter. (Figs. 3 A, 3 B, 4 A, 4 B, 5A, 5 B, 6 A, 6 
B, 7 A, 7 B) 
- Los microtermopares se fabrican con hilos de Pt/Pt(10)Rh y cromealumel. 
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3.1.3.3  Objeto del ensayo: 
 El presente ensayo realizado en la cámara de soldadura, descrita en el apartado 3.1.3.2, tiene 
como objetivo analizar la microestructura que se forma en los diferentes puntos de la ZAC. 
 Como ya se ha visto anteriormente, para una temperatura pico determinada (a la que 
corresponde una distancia al ECS) y un tiempo de enfriamiento, ∆t8/5, obtenemos unos productos 
de transformación del metal base en la ZAC, que evaluaremos conforme su dureza y 
microestructura. 
 Las conclusiones obtenidas con este análisis nos permitirán un mayor conocimiento de las 
diferentes regiones que se forman en la ZAC, así como los productos de transformación que 
componen cada uno de estas regiones, llegando a establecer una correspondencia con las 
regiones obtenidas en la soldadura real y sus productos de transformación, teniendo en cuenta las 
consideraciones formuladas en el capítulo 3.1.3.1. 
 
3.1.3.4  Ensayos en la cámara de soldadura: 
 Las probetas que fueron ensayadas en la cámara simuladora de soldadura se fabricaron con 
los parámetros que se indican en la Tabla II. 
 En la probeta 3 se instalaron dos termopares a unas distancias de 4 mm y 3 mm del ECS, en la 
probeta 4 se instalaron también dos termopares, a distancias de 3 mm y 4 mm del ECS. Por 
último, en la probeta 5 se instaló un termopar a la distancia de 5 mm del ECS. 
 Para protección por el lado del arco se utilizó Argón, como gas de protección, con un caudal 
de 14 l/min.  











 3 100 12   14 1,035 
 4 115 12 14 1,035 
5 120 12 14 1,035 
Trabajo experimental.                                                                                                                                     81 
 Partiendo de la solución de las ecuaciones de Rosenthal (Capítulo 2.5.1), que se ha utilizado 
para desarrollar el ciclo térmico con los parámetros de soldadura y propiedades físicas del 
material 450 EMZ (Tabla III), anteriormente descritas, se han obtenido los diagramas de 
temperatura-tiempo de los distintos termopares, cuyas gráficas se adjuntan en este capítulo.  
 Con los parámetros antes mencionados y para nuestras probetas, cuyas propiedades han sido 
descritas, se obtuvieron los registros temperatura-tiempo, tomados directamente del registrador 
del simulador; asimismo, con objeto de poder comparar los valores de temperatura-tiempo 
tomados del registro del simulador, con los valores teóricos obtenidos del modelo matemático de 
la ecuación de Rosenthal, se han obtenido gráficas comparativas, que serán comentadas: 
Tabla III. Propiedades físicas acero 450 EMZ. 
TABLA III 
Propiedad Valor Unidad Bibliografía 
Temperatura de fusión 
 




1183-416 C+228 C2-40 Cr-50 Mn-




996 - 30 Ni - 25 Mn - 5 Co + 25 Si -
+ 30 Al+ 25 Mo + 5 V K [29],  [30] 
Conductividad térmica (λ) 41 J/m s K  [31] 
Difusividad térmica (a) 9,1 10-6 m2/s [31] 
Calor especifico por unidad 
de volumen (ρ C) 4,5 10
6 J/m3 K [31] 
Calor latente de fusión (L) 2,1 109 J/m3 [32] 
Energía de activación para 





Energía de activación para 
la difusión 
(Q2/R Tm) (Nb)   21.2 
(Q2/R Tm) (Ti)       16 
 
[33] 
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Probeta 3:
 * Termopar a 4 mm del ECS: 
   Fig. 3 A: Representa la curva de temperatura-tiempo para calentamiento y enfriamiento. 
Fig. 3 B: En ella, se ha representado la curva temperatura-tiempo para el enfriamiento, con 
objeto de proceder a compararla con el ciclo térmico teórico (apart. II Fundamentos 
teóricos, Cáp. 2.5, ecuaciones (16), (17), (18), (19). 
 *Termopar a 3 mm del ECS: 
   Fig. 4 A: Representa la curva temperatura-tiempo para calentamiento y enfriamiento. 
Fig. 4 B: Los valores que se obtuvieron para el enfriamiento, fueron representados 
comparándolos con los valores teóricos del ciclo térmico. 
 
Probeta 4:
 * Termopar a 3 mm, del ECS: 
   Fig. 5 A: Representa la curva de temperatura-tiempo para el calentamiento y enfriamiento. 
Fig. 5 B: Procediendo igualmente que en la probeta 3, los valores experimentales 
registrados para el enfriamiento se han llevado a una gráfica, donde se han contrastado con 
los teóricos, obtenidos por la Ecuación de Rosenthal, antes mencionada. 
 * Termopar a 4 mm del ECS: 
   Fig. 6 A: Representa la curva temperatura-tiempo para el calentamiento y enfriamiento. 
Fig. 6 B: Los valores experimentales, referentes al enfriamiento, fueron llevados a la 
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Probeta 5:
*Termopar a 5 mm del ECS:  
  Fig. 7 A: Representa la curva temperatura-tiempo para el calentamiento y enfriamiento. 
Fig. 7 B: Procediendo igualmente que en las otras probetas, los valores experimentales 
registrados para el enfriamiento se han llevado a una gráfica, donde se han contrastado con 
los teóricos, obtenidos por la Ecuación de Rosenthal, antes mencionada. 
 
Todas estas gráficas fueron obtenidas directamente del registrador de temperatura:
 
Fig. 3 A Registro cámara de soldadura. Probeta 3. Termopar a 4 mm del ECS. 
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Fig. 4 A Registro cámara de soldadura. Probeta 3. Termopar a 3 mm del ECS. 
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Fig. 5 A Registro cámara de soldadura. Probeta 4. Termopar a 3 mm del ECS. 
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Fig. 6 A Registro cámara de soldadura. Probeta 4. Termopar a 4 mm del ECS. 
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Fig. 7 A Registro cámara de soldadura. Probeta 5. Termopar a 5 mm del ECS. 
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Fig. 7 B Curva Temperatura – Tiempo. Experimental – Teórica. Probeta 5. Distancia 5 mm del ECS.
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 Se han obtenido la gráficas de las Figs. 3 B, 4 B, 5 B, 6 B y 7 B, donde se compara el ciclo 
térmico teórico con el ciclo real obtenido en una muestra de acero microaleado 450 EMZ, 
material objeto del presente estudio. Las temperaturas en función del tiempo, registrado en la 
cámara durante el enfriamiento, se dan en la Tabla IV, para la probeta 5, termopar 5 mm del 
ECS. En las figuras se observa un ciclo térmico bastante parecido al medido. 
 Como se puede observar en las gráficas que comparan el proceso teórico y experimental, 
guardan un paralelismo, no obstante, las diferencias acusadas en las temperaturas, sobre todo en 
los primeros instantes del enfriamiento, son debidas al haber utilizado para el cálculo, la solución 
de la ecuación de Rosenthal, de aplicación del calor de forma instantánea de resultados 
aproximados.  
 
Tabla IV. Temperaturas en función del tiempo en el enfriamiento. Probeta 5. 










4,16 99,84 0,71 42,84 
10,30 247,20 0,66 39,72 
16,20 388,80 0,95 56,88 
23,40 561,60 1,00 59,76 
30,20 724,80 1,03 61,92 
37,40 897,60 1,07 64,08 
41,70 1000,80 1,13 68,04 
34,70 832,80 1,31 78,48 
28,20 676,80 1,81 108,36 
24,20 580,80 2,29 137,52 
20,50 492,00 2,83 169,92 
16,90 405,60 3,42 205,20 
13,40 321,60 4,14 248,40 
10,90 261,60 4,94 296,64 
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3.1.3.5  Análisis de la microestructura: 
3.1.3.5.1  Introducción: 
 El comportamiento de la transformación en la ZAC está influenciado por la temperatura pico, 
que depende de la distancia a LF y de la velocidad de enfriamiento; es decir, del tiempo de 
enfriamiento desde 800 ºC a 500 ºC, que se representa ∆t8/5. Estos parámetros determinan el 
tamaño de grano austenítico. 
 En la Fig. 8 se representan las diferentes zonas, que en función de la temperatura en una 
soldadura de una sola pasada, en que se pueden clasificar en función de la temperatura pico 
alcanzada: 
a) Región parcialmente fundida, zona adyacente a LF. 
b) Región de grano grueso, de temperaturas comprendidas entre 1.100 ºC < Tp < 1.450 ºC. 
c) Región de grano fino: Ac3 < Tp < 1.100 ºC. 
d) Región intercrítica: Ac1 < Tp < Ac3. 
e) Región subcrítica: Tp < Ac1. 
 Los productos de transformación, que se producen en función del pico de temperatura y 
tiempo de enfriamiento para un acero microaleado que se utiliza en construcciones Navales  o en 
la industria Off-Shore, vienen dados en la Fig. 9, según Growg y O.M. Akselsen del Instituto 
noruego Trondheim [36]. 
 En función de la temperatura pico alcanzada y de la velocidad de enfriamiento, ∆t8/5, se 
representan los diferentes productos de transformación para temperaturas de austenización 1.350 
ºC - 1.000 ºC. 
 Es importante resaltar dos aspectos en este gráfico: 
- Que el grado de transformación para enfriamientos desde temperaturas de 1.350 ºC es muy 
inferior al que ocurre desde temperatura pico de 1.000 ºC; esto se debe a la menor área de 
límite de grano para la nucleación de la ferrita, disponible en el primer caso. 
 




Fig. 9 Diagrama CCT para aceros microaleados, según Akselsen [36].
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- Es interesante advertir que la microestructura formada dentro de cada grano de austenita 
normalmente no será uniforme, sino una compleja mezcla de dos o más de los siguientes 
constituyentes: 
  M: Bainita inferior y martensita. 
  S.P: Placas laterales de ferrita. Es decir, ferrita widmanstatten y bainita superior. Intergranu-
larmente mezcladas dos o más lajas de ferrita con martensita / bainita / carburos alineados o 
no alineados. 
  A.F.: ferrita acicular, intergranularmente nucleada separada por agujas de ferrita. 
  F: ferrita proeutectoide, bien de límite de grano o ferrita poligonal equiaxiada. 
  P: Perlita, colonias preferentemente en formas de bandas en la región de grano fino, similar 
a aquellas observadas en el metal base a bajas temperaturas. 
 Durante el enfriamiento, el tipo y la fracción de volumen del producto de transformación 
dependen de varios factores, incluyendo: tamaño de grano, temperatura pico, grado de enfria-
miento y microaleantes presentes. 
 Los aceros objeto del presente estudio tratan de evitar el alto contenido de carbono 
equivalente y alta energía aportada, que tienden a aumentar el contenido de perlita. En aceros con 
bajo contenido de carbono equivalente, podría ocurrir un anclamiento de límite de grano por 
precipitación intergranular. Este fenómeno consiste en una densa formación de carburos, que 
precipitan y anclan las interfases γ/α por un mecanismo de pinzamiento.  
 
3.1.3.5.2  Análisis experimental: 
 En la probeta 3, cuyos termopares fueron situados a 4 mm y 3 mm del ECS, y cuyos gráficos 
del ciclo térmico se han representado en las Fig. 3 B y Fig. 4 B, se observan temperaturas pico 
de 542,4 ºC y 564 ºC respectivamente. 
 Así, la probeta 3, según las regiones definidas para estas temperaturas, corresponde a la región 
subcrítica. Como en dicha probeta, no se han alcanzado los 800 ºC para ninguno de los dos 
termopares, no tenemos conocimiento de las velocidades de enfriamiento 800 ºC – 500 ºC, por lo 
que no podremos entrar en la curva CCT de la Fig. 9, para determinar los productos de 
transformación. 
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 La probeta 4. En los gráficos de las Figs. 5 B y 6 B se muestran, respectivamente, las 
temperaturas pico alcanzadas, 885,6 ºC y 837,6 ºC, en los termopares que fueron colocados a 3 
mm y 4 mm del ECS, que corresponden a la región intercrítica, obteniéndose velocidades de 
enfriamiento 800 ºC - 500 ºC de ∆t8/5 = 62 s y ∆t8/5 = 60 s, respectivamente. Para esta velocidad 
de enfriamiento, y usando el diagrama CCT de la Fig. 9, observamos que caen fuera del 
diagrama, por lo que no es determinable el producto de transformación. No obstante, a estas 
velocidades de enfriamiento dichos productos carecen de martensita. 
 En la probeta 5, cuyo termopar fue colocado a 5 m del ECS, (Fig. 7 B), se alcanzó una 
temperatura pico de 1.000,8 ºC, con velocidad de enfriamiento 800 ºC - 500 ºC de ∆t8/5 = 89 s, 
que es una velocidad de enfriamiento muy lenta. Siguiendo el diagrama CCT de la Fig. 9, y para 
la temperatura de 1.000 ºC, que es la que le corresponde aproximadamente, ésta es una región de 
grano fino, en la que para este tipo de acero obtendremos ferrita proeutectoide y colonias 
perlíticas en forma de bandas. Por el excesivo tiempo de enfriamiento 800 ºC – 500 ºC, no deben 
existir productos de transformación, como martensita y bainita. 
 
3.1.3.5.3  Medida de la dureza en las probetas del simulador: 
 Con objeto de tener otra medida de valoración de la microestructura que confirme la validez 
de las regiones en la ZAC y productos de transformación en las probetas, se han obtenido 
ensayos de dureza Vicker 10, conforme la norma BS 427 (parte 1 y 2), así como la EEMUA 158, 
obteniéndose los resultados que se dan en las siguientes figuras, para las tres probetas del 
simulador: 
 
   Fig. 10           Probeta 3 
   Fig. 11           Probeta 4 
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Fig. 12 Ensayo de Dureza HV 10. Dureza – Distancia ECS. Probeta 5.
 
Trabajo experimental.                                                                                                                                  103 
Probeta 3: 
 La máxima dureza alcanzada corresponde al ECS y zonas próximas. En el punto 
correspondiente al termopar situado a 4 mm del ECS y temperatura pico de 542,4 ºC, obtenemos 
una dureza de 161 HV10, correspondiente a región subcrítica; y para el termopar situado a 3 mm 
del ECS, en el que se alcanza una temperatura de 564 ºC, se obtiene una dureza de 165 HV10. 
Para el material base se registra una dureza de 160 HV10, que entra dentro de lo normal para este 
acero. Por lo tanto, estos resultados obtenidos sirven para establecer una correspondencia entre 
temperaturas picos alcanzadas, productos de transformación y dureza de esos puntos. En la 




 La máxima dureza alcanzada corresponde igualmente al ECS. Se registraron las medidas para 
los termopares a 3 mm y 4 mm del ECS. Así, para el termopar situado a 3 mm con una 
temperatura pico de 885,6 ºC obtenemos una dureza de 176 HV10, correspondiente a la región 
intercrítica. Para el termopar que registró 837,6 ºC a 4 mm del ECS, la dureza correspondiente es 




 La dureza máxima alcanzada corresponde al ECS y zonas próximas. En el punto 
correspondiente al termopar, situado a 5 mm del ECS para la temperatura pico alcanzada  de 
1000,8 ºC, obtenemos una dureza de 202 HV10, correspondiente a una región de grano fino y 
que, por su velocidad de enfriamiento, genera productos de transformación como los 
mencionados en el capítulo 3.1.3.5.2. Esta dureza decrece hasta 167 HV10, para el material base 
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3.1.4  Conclusiones: 
 Podemos obtener los productos de transformación entrando en la gráfica C.C.T., que se 
representa en la Fig. 9, para temperaturas picos de 1.350 ºC y 1.000 ºC, para nuestras probetas 
ensayadas, teniendo en cuenta las microestructuras analizadas y durezas de los distintos puntos 
de la ZAC. 
 Los resultados obtenidos en el simulador, expuestos en el presente capítulo, pueden ayudar a 
establecer una correspondencia entre la temperatura pico alcanzada, velocidad de enfriamiento 
800 ºC - 500 ºC, producto de transformación según la curva C.C.T. del acero, región de la ZAC y 
dureza obtenida. Todo ello queda resumido en la Tabla V. 
 Como observamos en esta tabla, las zonas intercrítica y subcrítica gozan de una tenacidad 
media buena. 
 Finalmente, queda justificada la buena tenacidad a la fractura por los resultados obtenidos en 
la dureza de estas zonas intercrítica y subcrítica, que alcanzan un valor máximo de 176 HV 10 y 
165 HV 10, respectivamente. 
 Es interesante señalar que la buena tenacidad a la fractura obtenida en la región intercrítica, 
así como en la subcrítica, en el simulador de soldadura no se corresponde con la reducción de 
tenacidad que la soldadura real muestra en estas zonas, pues este efecto está causado por las 
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Tabla V. Conclusiones simulador de soldadura. 
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3.2  Estudio de la tenacidad de la fractura de la ZAC. Discusión de 
resultados: 
3.2.1  Introducción: 
 Los ensayos de CTOD, resiliencia y dureza se llevaron a cabo sobre el panel numerado como 
CTOD HAZ. Dicho panel, de 75 mm de espesor, 980 mm de longitud de soldadura y 750 mm de 
ancho, fue ensayado en condiciones "As welded" (sin tratamiento térmico post-soldeo); y se 
utilizó para ensayar la ZAC [37]. La soldadura fue realizada en K, en un proceso de arco 
sumergido (SAW), con un hilo Autrod 13.24 y flux ok 10.62, debidamente homologado, para 
soldar el metal base BS 7191 450 EMZ tipo 2. La PQR (Procedure Qualification Report) del 
procedimiento se adjunta en el Anexo de tablas (Tabla 4). Fueron obtenidas varias probetas del 
panel, de diferentes dimensiones, para realizar los estudios y ensayos que vamos analizar en este 
apartado. 
 En el ciclo térmico al que estas probetas fueron sometidas, a efectos de los productos de 
transformación que se producen en el enfriamiento dentro de la ZAC con una energía aportada 
de 2,3 KJ/mm, se obtiene una temperatura pico de fusión 1.527 °C, un tiempo de enfriamiento 
∆t8/5, prácticamente constante para toda la ZAC, de 10 segundos, según muestra el ciclo teórico 
de Rosenthal para este proceso de placa gruesa. Las características físicas del acero microaleado 
450 EMZ, están dadas en el certificado de colada que se adjuntan en el Anexo de tablas (Tabla 
3). 
 
3.2.2  CTOD. Resultados y conclusiones: 
 El ensayo de fractura de CTOD se llevó a cabo en un banco SEM B3, sobre tres probetas 
extraídas del panel soldado (P1A, P1B, P1C) de dimensiones 750 mm x 150 mm, por doblado, 
en 3 puntos y entalla, sobre el centro de las probetas, elaborado conforme la norma BS 5762 [38] 
y según la geometría preferida B × 2B siendo el espesor, B = 75 mm. El procedimiento de 
construcción y marcado de las probetas se hizo según la norma EEMUA 2.2.2 [39], con la entalla 
en dirección T.L. 
 
 
 Las probetas se comprimieron inicialmente a 0,005 B por cada lado, a fin de evitar las 
tensiones residuales y obtener un perfil de prefisurado uniforme. Los ensayos se hicieron a -10 
°C conforme las normas BS 5762. Para la determinación del valor de la fractura, se tomó la 
media de los valores del límite elástico del metal base y metal aportado, corregidos mediante la 
siguiente fórmula, al valor de -10 °C. 


















σ      (MPa)                           (5) 
σymb = Límite elástico del metal base. 
σyma = Límite elástico del metal de aportación. 
T = Temperatura CTOD = -10 °C. 
 El límite elástico del material fue de 434 N/mm², dado por el fabricante (Tabla 3 del anexo de 
tablas), el del metal de soldadura de 609 N/mm², obtenidos por ensayo de tracción. Introduciendo 
estos valores en la ecuación (5) se obtiene el resultado de 544 N/mm². Los valores obtenidos para 
los CTOD, δ y factor de intensidad de tensiones, K, se dan en la Tabla VI: 







Tipo de resultado 
conforme BS 5762 
P1A 6565 1,80 Test stopped 
P1B 6404 1,31 δu último valor 
P1C 6750 1,58 δu último valor 
  
 Los resultados obtenidos para el CTOD fueron bastante aceptables, superiores a los 
requeridos por la norma BS 5762, que pide un mínimo de es δ = 0,2 mm. Los valores completos 
de fractura se dan en la Tabla 6 del Anexo de tablas.  
 Se resaltan los altos valores de tenacidad a la fractura, K (N/mm-3/2), obtenidos. Si a estos 
valores de tenacidad les aplicamos la ecuación de Robert y Newton [40], 
                                        )(35,9)( 63,0 lbftCVNinchKsiK IC −⋅=                                             (6) 
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obtenemos valores en torno a 156 J < CVN < 170 J, que se aproximan a la resiliencia para -40 °C 
en la raíz LF (Anexo tablas, Tabla 5), y -30 °C, en los cordones superiores, LF, y temperatura 
próxima a la temperatura de transición de este material, lo que cumple razonablemente con la 
expresión empírica de Robert y Newton.  
 También, se midió la cantidad de la grieta por fatiga que se encontraba en los 0,5 mm de la LF 
(excluyendo la cantidad de metal de soldadura), conforme la norma EEMUA 158 apartado A 
2.4.4 [39], encontrando las valoraciones dadas en la Tabla VII: 
Tabla VII. Resultados CTOD. 
TABLA VII 
P1A 11% de longitud dentro de los 0,5 mm de L.F. 
P1B 48% de longitud dentro de los 0,5 mm de L.F. 
P1C 31% de longitud dentro de los 0,5 mm de L.F. 
 
 De los valores especificados en la Tabla VII, deducimos que ninguna de las grietas se 
encuentra al 100% dentro de los 0,5 mm, como requiere dicha norma. Como se observa, en ésta, 
los mayores porcentajes de longitudes de grietas dentro de los 0,5 mm de LF corresponden a las 
probetas P1B y P1C, las cuales han tenido fractura frágil. 
 Las conclusiones obtenidas en los ensayos de mecánica de fractura, sobre las probetas del 
panel CTOD HAZ, conforme a la referida norma [39], apartado 2.4.4, y a la BS 5762 a -10 °C, 
en nuestro proceso de soldadura S.A.W., fueron: 
 1) Los ensayos CTOD fueron válidos conforme a la norma BS 5762. 
 2) Los valores de CTOD encontrados δ = 1,8 mm, δu = 1,31 mm, δu = 1,58 mm excedieron 
sobradamente el valor mínimo requerido δ = 0,2 mm. 
 3) Ninguno de los ensayos cumplieron el requerimiento de la norma EEMUA 158 [39], en lo 
referente a que la totalidad de la longitud de la grieta debe estar dentro de los 0,5 mm de la LF 
(región de grano grueso). 
 4) En la Fig. 13, podemos observar, que a mayores valores de CTOD se produce un  valor 
más alto de crecimiento estable de grieta, como corresponde a una estructura más tenaz.  
 5) La zona intercrítica mostró fragilidad, iniciándose la fractura por esta región de grano fino. 




















Fig. 13 CTOD – Crecimiento estable. Proceso SAW. 
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3.2.3  Resiliencia. Resultados y conclusiones: 
 Los ensayos de resiliencia, fueron llevados a cabo sobre una serie de probetas obtenidas del 
panel soldado, de dimensiones 55 mm × 10 mm × 10 mm y entalla de 2 mm. Estas fueron 
tomadas tanto sin tratamiento térmico post-soldeo, como con dicho tratamiento; y dieron los 
resultados que se indican en la Tabla 5 del Anexo de tablas. 
 De la media de estos resultados, que han sido llevados al gráfico (Fig. 14), se hacen las 
siguientes observaciones: 
 *La resiliencia aumenta con tratamiento térmico post-soldeo. 
 *La resiliencia disminuye considerablemente en la LF. 
 *A medida que nos alejamos de LF, la resiliencia aumenta, debido a la fragilidad que le 
proporciona la zona de grano grueso. 
 *La resiliencia mínima, 90 J, se encuentra en la LF de los cordones superiores. 
 *Sin tratamiento térmico post-soldeo y temperatura de -40 °C, en LF, la resiliencia en raíz  es 
mayor que en los cordones superiores.  Para los puntos  que se encuentran a 2 mm de LF, la 
resiliencia es mayor en los cordones superiores que en la raíz; en parte, debido al tratamiento 
térmico, que supone el efecto multipasada para los cordones superiores y, en parte a una 
disminución de la tenacidad por envejecimiento en la raíz. Esta diferencia se hace menos 
acusada, conforme nos alejamos de LF hacia el metal base.  
 Como era de esperar, en LF la resiliencia disminuye, tomando los mínimos valores, ya que, 
como se ha visto, el grano grueso es más frágil y corresponde a una estructura entre cuyos 
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Cordón sup. A.W. -40 ºC Cordón raíz A.W. -40 ºC Cordón sup. S.R. -30 ºC
 
Cordón sup. A.W. -40 ºC 123,93 89,93 242,96 221,38 
Cordón raíz. A.W. -40 ºC 142,9 129,17 230,21 246,23 
Cordón sup. S.R. -30 ºC   166,44 250,81 253,43 
Fig. 14 Resiliencia – Distancia a LF.
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3.2.4  Dureza. Resultados y conclusiones: 
 Comprobaremos una mayor dureza desde LF a la región de grano grueso. También como se 
ha visto en los ensayos de fractura CTOD, la iniciación de la grieta tiene lugar entre los 2 y 3 mm 
de LF, incumpliendo la norma que pide el 100% de la longitud de la grieta por fatiga esté dentro 
de los 0,5 mm de LF, región de grano grueso. 
 Los ensayos de dureza, han sido llevados a cabo mediante HV Vicker 10, sobre una probeta 
obtenida del panel soldado de dimensiones 55 mm × 10 mm × 10 mm; y sus resultados quedan 
reflejados en la gráfica de la Fig. 15. 
 Se observa, que la mayor dureza está localizada en el metal depositado en la raíz, con 215 
HV10, que se corresponden con la menor resiliencia y fractura encontrados en la probeta. Esto 
era de esperar, ya que en esta zona se encuentra el mayor tamaño de grano y la mayor fragilidad, 
lo que incide en una mayor dureza. En la gráfica de dureza (Fig. 15) se observa un paralelismo 
entre la dureza de los cordones superiores, raíz e inferiores.  
 En el ensayo de dureza HV10 llevado a cabo sobre la probeta, en tres secciones de su espesor, 
se obtuvieron valores razonablemente parecidos, correspondiendo el valor más alto a la raíz. De 
la observación de estos valores, se deduce que el perfil de la gráfica obtenida HV10 / distancia 
L.F. corresponde al esperado para un acero templado y revenido, teniendo una dureza elevada en 
el W.M. y zonas próximas a la LF, para ir disminuyendo, a consecuencia del recocido que sufre 
el material por efecto de las continuas pasadas, y terminando en una dureza, que aún siendo 
superior a la zona de recocido, es inferior a la del W.M. 
 
VK 10 rdo. sup. 202 208,966 194,483 171,034       172,414 173,931 173,931 177,379 177,4 178,966
VK 10 rdo. raíz 214,483 207,034 194,3 171,034       168,276 173,931 175,862 170,069 164,828 165,517
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VK 10 rdo. sup VK 10 rdo. raíz VK 10 rdo. inf.
 
Fig. 15 Dureza – Distancia a LF.
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3.2.5 Análisis comparativo de los resultados obtenidos: 
3.2.5.1  Dureza - Resiliencia: 
 Si comparamos estos valores de dureza con los de resiliencia obtenidos en el péndulo de 
Charpy, en función a la distancia de LF, deducimos que los puntos de inflexión de mayor dureza 
corresponden a la menor resiliencia y viceversa (Fig. 16). En este gráfico, dureza/resiliencia, se 
han representado los valores obtenidos en la probeta que estamos probando, en los cordones 
superiores y de raíz, obteniendo, como puede verse, una aproximación entre los valores 
obtenidos en la raíz y los obtenidos en los cordones superiores. 
 No se observa una significativa disminución de la resiliencia en la región intercrítica. 
 La mayor dureza se obtiene en el W.M. y LF, así como zonas más próximas a dicha L.F., 
disminuyendo conforme nos alejamos de la zona de mayor calentamiento. 
 También se puede observar que la raíz muestra una ligera mayor dureza que los cordones 
superiores, debido al ciclo térmico sufrido en esa zona que le da mayor fragilidad. Como 
consecuencia de lo anterior, son los cordones superiores los que muestran una mayor resiliencia. 
 
3.2.5.2  Resiliencia - Tenacidad: 
 Se ha establecido un estudio comparativo de la resiliencia y tenacidad a la fractura [41], 
utilizando la fórmula empírica exponencial que Roberts y Newton establecieron con valores 
experimentales, y que viene dada por la ecuación (6). 
 Esta relación se representa en la Fig. 17, donde los valores en unidades inglesas han sido 
transformados en unidades del S.I., en Julios y N x mm-3/2. 
 Esta fórmula empírica es razonablemente aceptable, para aceros con temperaturas de 
transición por encima de la estimada según Wellman [42], por la siguiente expresión: 
T (ºF) = 215 – 1,5 σys = 117 ºF = 47 ºC, 
para aceros con límite elástico, σys, comprendidos entre 36 Ksi = 249 N/mm2 < σys < 140 Ksi = 
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Cordón sup. Dureza Cordón raíz Dureza
Cordón sup. Resiliencia Cordón raíz Resiliencia
 
Cordón sup. Dureza 201,379 208,966 171,034 173,931 
Cordón raíz Dureza 214,897 207,103 171,034 175,862 
Cordón sup. Resiliencia 123,734 89,657 242,961 221,073 
Cordón raíz Resiliencia 143,133 128,541 230 246,567 
 
Fig. 16 Dureza – Resiliencia - Distancia a LF. 
 
Tensión teórica 3,128   4,841   5,571 6,25     
Tensión real   4,524   5,543     7,978 8,469 























Tenacidad teórica Tenacidad real Línea Tendencia (Tenacidad teórica)
 
Fig. 17 Resiliencia – Tenacidad.
 
 
 Por otro lado, se ha representado la variación de la tenacidad a la fractura teórica, a través de 
la ecuación de Roberts y Newton (6), ya puesta en unidades del S.I., en función a la distancia a la 
línea de fusión (Fig. 18), y la correlación entre los valores de la resiliencia y la tenacidad a la 
fractura, ambos relacionados con esta distancia a LF (Fig.19), donde se observa una caída de la 
tenacidad, es decir, una mayor fragilidad en LF. Estos valores aumentan en la medida que nos 
alejamos de esta zona, incrementándose en la ZAC hacia metal base. Asimismo, el valor teórico 
por Roberts y Newton coincide con el valor experimental, justo en L.F., no ocurriendo así a 1,5 
mm de L.F., donde el valor teórico en función de la resiliencia por la ecuación de Roberts y 
Newton nos da un valor de 6.500 N/mm3/2, y como valor experimental tenemos 4.754 N/mm3/2. 
Esta caída de la tenacidad a la fractura, en el valor experimental, está justificada por la fragilidad 
de la región de grano grueso, a la que corresponde el punto 1,5 mm de la L.F. No obstante, para 
detectar esta fragilidad es, entre otras razones, para lo que se lleva a cabo los ensayos de 
mecánica de fractura (CTOD). 
 En la Fig. 17 se han representados los resultados obtenidos para la misma probeta a T = -30 
°C, después de un tratamiento térmico, cuya máximo incremento de temperatura fue de 250 °C a 
la hora. Así, aseguramos que después del tratamiento térmico, se cumple la resiliencia que la 
norma [43] requiere, de esta forma la disminución de la resiliencia que el tratamiento ha podido 
dar, queda compensado por el incremento de temperatura. 
Trabajo experimental.
 Se ha establecido un estudio comparativo entre la resiliencia y la tensión residual. Para ello, 
hemos tomado los valores de resiliencia obtenidos para la probeta del apartado anterior; y para la 
tensión residual hemos aplicado la ecuación (54) (apart. II Fundamentos teóricos), la cual, tal 
como comentaremos en el apartado 3.3.8, queda validada por los resultados experimentales que 
obtuvimos, en nuestro proceso SAW de soldadura: 
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Tenacidad teórica Línea de tendencia
 
 
Tenacidad teórica 5,807 5,358 7,096 10,158 
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Tenacidad teórica Tenacidad experimental Resiliencia
 
 
Tenacidad teórica 5,807 5,358   7,096 10,158 
Tenacidad experimental   5,311 4,754     
Resiliencia 134 118    184 362
 
Fig. 19 Resiliencia – Tenacidad – Distancia a LF.
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donde: 
σm = máxima tensión en el ECS. Se tomará como valor del límite elástico (N/mm²). 
y = distancia al ECS (mm). 
b = ancho de tensiones residuales de tracción (mm) (ver Fig. 24-A, apart. II Fundamentos 
teóricos). 
 De esta forma, en la Fig. 20, se ha representado la correlación entre las tensiones 
residuales y la resiliencia. En ella observamos que conforme aumenta la resiliencia, la tensión 
residual va disminuyendo, aunque de una manera poco acusada. 
 Por otro lado, en la Fig. 21, tenemos la relación existente entre la tensión residual y la 
resiliencia, con respecto a la distancia a la línea de fusión. Como observamos, en la LF el 
valor de la resiliencia es el mínimo, 118 Julios. Conforme nos alejamos de esta, dicho valor 
va aumentando, alcanzando un total de 362 Julios a 5 mm de ella. Sin embargo, la tensión 
residual es máxima en la LF con un valor de 450 N/mm2, y conforme nos alejamos de ella, va 
disminuyendo, aunque de manera menos acusada, hasta un valor de 439 N/mm2 a 5 mm de la 
LF. 
 
3.2.5.4 Tenacidad - Tensión Residual: 
 Se ha establecido un estudio comparativo entre la tenacidad a la fractura y la tensión residual. 
Para ello, hemos tomado los valores de la tenacidad obtenidos en el apartado 3.2.6; y para la 
tensión residual hemos aplicado la ecuación (54) (apart. II Fundamentos teóricos) que veíamos 
antes. 
 Así, en la Fig. 22, podemos ver la correlación existente entre los valores de la tenacidad a la 
fractura y los de la tensión residual obtenidos. Como observamos, conforme la tenacidad 
aumenta, la tensión residual va disminuyendo. 
 En la Fig. 23, se ha representado la relación entre la tensión residual y la tenacidad a la 
fractura, con respecto a la distancia a la LF.; donde se observa una caída de la tenacidad, es decir, 
una mayor fragilidad en la LF. Estos valores aumentan en la medida que nos alejamos de esta 
zona. 
























Resiliencia (Julios)       118 140 184 242 305 362
Tensión residual (N/mm2)       450 449 448 446 443 439
 
Fig. 20 Tensión residual – Resiliencia. 
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Resiliencia (Julios)        134 118 140 184 242 305 362
Tensión residual (N/mm2)        449 450 449 448 446 443 439
 
Fig. 21 Tensión residual – Resiliencia – Distancia a LF. 
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Tenacidad (N x mm-3/2)       5,358 6,240 7,096 8,190 9,432 10,158
Tensión residual (N/mm2)       450 449,578 448,314 446,212 443,278 439,522
 





Tenacidad (N x mm-3/2)        5,807 5,358 6,240 7,096 8,190 9,432 10,158
Tensión residual (N/mm2)        449,578 450 449,578 448,314 446,212 443,278 439,522
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 Sin embargo, para la tensión residual ocurre lo opuesto. Ésta es máxima en la LF, y conforme 
nos alejamos de esta, va disminuyendo su valor. 
 Estos resultados obtenidos, eran de esperar, debido a las relaciones estudiadas anteriormente 
entre la tenacidad - resiliencia y entre la resiliencia - tensión residual. 
 
3.2.5.5 Conclusiones del análisis comparativo: 
 Del análisis comparativo que hemos establecido entre los resultados obtenidos, podemos 
extraer las siguientes conclusiones: 
1. Dureza – Resiliencia: los puntos de inflexión de mayor dureza corresponden a la menor 
resiliencia y viceversa. La mayor dureza se obtiene en el W.M. y LF, así como zonas más 
próximas a dicha L.F., disminuyendo conforme nos alejamos de la zona de mayor 
calentamiento. Mientras que para la resiliencia ocurre lo contrario. 
2. Resiliencia – Tenacidad: existe una correlación entre los valores obtenidos para la 
resiliencia y la tenacidad a la fractura, a través de la ecuación empírica que Roberts y 
Newton establecieron con valores experimentales. Se observa una caída de la tenacidad, 
es decir, una mayor fragilidad en la LF. Estos valores aumentan en la medida que nos 
alejamos de esta zona, incrementándose en la ZAC hacia metal base. Con la resiliencia 
ocurre lo mismo, es decir, su valor es mínimo en la LF, y conforme nos alejamos de esta, 
va aumentando. 
3. Resiliencia – Tensión residual: conforme la resiliencia va aumentando su valor, la 
tensión residual va disminuyendo. De esta forma, tal como comentábamos antes, la 
resiliencia es mínima en la LF, siendo en este punto donde alcanzamos la máxima 
tensión residual. Conforme nos alejamos de esta, la resiliencia va aumentando de modo 
considerable, mientras que la tensión residual va decreciendo de forma menos acusada. 
4. Tenacidad – Tensión residual: tal como era de esperar, de las relaciones anteriores 
establecidas entre la tenacidad a la fractura y resiliencia, así como de ésta con la tensión 
residual, conforme la tenacidad aumenta al alejarnos de la LF, los valores de la tensión 
residual van disminuyendo.     
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3.3  Estudio de tensiones residuales por el método del agujero ciego: 
3.3.1  Preparación del trabajo: 
 Para la medida de las tensiones residuales por el método del agujero ciego, y siguiendo los 
pasos explicados en la introducción  teórica, se  prepara una  probeta de dimensiones, 300 mm × 
300 mm × 10 mm (Fig. 24), en acero de calidad 450 EMZ, el cual hemos analizado su comporta-
miento en la presente memoria. La probeta fue soldada en el proceso de soldadura SAW, que es 
uno de los que aporta mayor energía y del que consecuentemente se obtienen mayores tensiones 
residuales de origen térmico. Los parámetros utilizados en dicho proceso de soldadura se dan en 
la Tabla VIII (Fig. 25). 
 
Tabla VIII. Proceso de soldadura para arco sumergido (S.A.W.),  η = 0,9. 
TABLA VIII 
Cordón I (A) V (Voltios) v (mm/min) E.A. (KJ/mm) 
1 500 28 550 1,527 
2 600 30 550 1,963 
 
 La probeta fue preparada con rosetas del tipo CEA XX-062UM-120, orientando siempre la 
galga 1 en la dirección del cordón de soldadura y paralelo a éste (Fig. 17, apart. II Fundamentos 
teóricos), y la galga 3 perpendicular al cordón. En cuanto a las distancias donde estas galgas 
fueron colocadas, con respecto al ECS, está representado en el esquema de la Fig. 15, apart. II 
Fundamentos teóricos. 
 Asimismo, el trabajo se ha completado con el estudio del ciclo térmico (ver Anexo de este 
capítulo), que han sido llevado a cabo mediante la ecuación de Rosenthal, partiendo de los datos 
de los parámetros de soldeo y propiedades físicas del acero 450 EMZ. 
 Este estudio térmico complementa el de tensiones residuales, ya que nos permite establecer, al 
menos de una forma cualitativa, la relación existente entre las tensiones de origen térmico 
creadas y las temperaturas pico alcanzadas en los distintos puntos de la ZAC, tomando como 
origen la línea de fusión (LF).
 
 




Fig. 25 Distribución de cordones. 
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 Dentro del estudio y comportamiento de la zona afectada por el calor (ZAC), el estudio de 
tensiones residuales aporta un conocimiento muy valioso del comportamiento de la 
microestructura, cuando ésta es sometida al ciclo térmico por la energía calorífica aportada por 
una soldadura. Determinaremos que las tensiones de origen térmico varían con la distancia al 
ECS, de los microaleantes del acero, y del ciclo térmico, sobre todo de su velocidad de 
enfriamiento y su microestructura.  
 
3.3.2  Objeto del ensayo: 
  El presente análisis de tensiones residuales nos permitirá determinar el comportamiento del 
acero 450 EMZ, su relación con el ciclo térmico, el grado de aceptación de las tensiones 
originadas como consecuencia del flujo térmico y zona donde éstas se producen. 
  Estas tensiones residuales condicionan el nivel de aceptación de las tensiones de servicio, 
haciendo que la grieta se propague a tensiones nominales menores, esta situación tiene influencia 
sobre los ensayos de mecánica de fractura (CTOD) , dando lugar a valores modificados. Ni que 
decir tiene, la gran influencia que para la resistencia de una estructura soldada tienen estas 
tensiones residuales, que como deducimos del presente estudio, pueden llegar a ser del orden del 
límite elástico; lo que unido a defectos en la ZAC puede comportar el colapso de una estructura 
soldada. Por lo que del presente análisis se deduce la importancia que puede tener un ensayo 
como es el del agujero ciego, que siendo un ensayo no destructivo, con posibilidades de medir 
"in situ", nos permite conocer las tensiones residuales en la soldadura y en su ZAC.  
Los objetivos del presente estudio son: 
1º)  Determinar el nivel de tensiones de origen térmico que pueden producirse en el proceso de 
soldadura SAW.  
2º)  Encontrar un posible estado bitensión (tensiones residuales transversales + tensiones 
residuales longitudinales), que pueda implicar comportamientos de la microestructura que 
faciliten la formación de la grieta y propagación. 
3º)  Establecer el nivel de tensiones residuales, que en mayores espesores hagan aconsejables el 
uso de un tratamiento post-soldeo de alivio de tensiones. 
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4º)  Comprobar la fiabilidad del método del agujero ciego para el estudio de tensiones 
residuales, lo que se analizará mediante rosetas de tres galgas y el análisis de resultados de 
las curvas de deformación liberada, tensiones uniformes equivalentes e incremento de 
tensiones. 
De los métodos actuales para medir tensiones residuales: 
   - Técnica de relajamiento de tensiones. 
   - Difracción de rayos X. 
   - Ultrasonidos. 
   - Técnicas de propagación de grietas. 
el método del agujero ciego, dentro del sistema de relajación de tensiones, tiene sobre todo las 
siguientes ventajas: 
 -Movilidad del equipo que le hace apto para medidas, incluso "in situ", no sólo en laboratorio. 
 -El análisis está normalizado según A.S.T.M., método E837-85 [15]. 
 
3.3.3  Materiales: 
  Aunque las propiedades del material han sido ampliamente tratadas, resumimos aquí las que 
siguen: 
  Los aceros 450 EMZ, aceros templados y revenidos de límite elástico 450 N/mm², son 
utilizados en estructuras principales (resistentes) por su elevado límite elástico y buena soldabi-
lidad, CE ≤ 0,4. Estos aceros utilizan el efecto de aumento de resistencia que supone la 
transformación martensítica, al pasar de una estructura austenítica a perlítica, a través de un 
enfriamiento rápido, aproximadamente desde los 900 °C. Como resultado, se obtiene una 
microestructura de grano fino en un bajo decrecimiento de la soldabilidad y una buena tenacidad 
a la fractura en la ZAC. Los microaleantes ayudan al mecanismo de frenado en el tamaño de 
crecimiento de grano. No obstante, ya hemos indicado los motivos por los que la energía 
aportada, H.I., debe ser controlada. 
  En el Anexo de tablas (Tabla 1 y Tabla 2), se especifican composición química y propiedades 
mecánicas de este material. 
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Las propiedades físicas a considerar para el presente estudio son: 
- Módulo de Young, E = 205.000 (N/mm²). 
- Módulo de Poisson, v = 0,3. 
- Temperatura de fusión, Tf = 1.527 (°C). 
- Conductividad, λ = 9,84 × 10-2 (cal/cm s °C). 
- Densidad, ρ = 7,85 (Kg/dm3). 
- Calor específico por unidad de volumen, C ρ = 4,5 × 106 (J/m3 °C). 
- Difusividad, a = 9,1 × 10-6 (m²/s). 
 
3.3.4  Descripción del método: 
El procedimiento implica resumidamente los siguientes pasos: 
 -   Preparar la superficie de la probeta, donde la roseta (galga) va a fijarse, teniendo un 
exquisito cuidado de limpiar bien, para conseguir la mejor adherencia posible de la roseta en 
el punto donde las tensiones residuales van a medirse. 
 -   La roseta es fijada a un indicador de deformación estática conectado a un puente de 
Wheatstone, con el que se obtendrán los valores de la deformación liberada para distintas 
profundidades. 
 -   Se fija un taladro que va acompañado de un elemento óptico, que nos permite centrar el 
agujero en el portabrocas para taladrar. La broca, de 1,5 mm aproximadamente, gira a un 
elevado número de revoluciones con objeto de evitar que el calentamiento procedente del 
taladro introduzca tensiones en el metal base. 
 -   Se ajusta a cero el circuito que está conectada a la galga, y se procede a taladrar el centro de 
la roseta profundizando por capas de 0,005", hasta una profundidad de 0,080" tomando las 
correspondientes lecturas de las deformaciones liberadas. 
 -   Se calculan, partiendo de dichos datos, las tensiones residuales y las direcciones de las 
tensiones principales. 
 Dado el pequeño taladro y su profundidad, este método no puede ser considerado como 
ensayo destructivo. 
 
3.3.5  Ciclo térmico: 
 El estudio teórico del ciclo térmico fue llevado a cabo mediante las ecuaciones de Rosenthal 
[44], que en 1.935 enunció y desarrolló para una fuente de calor en movimiento como es una 
soldadura. La ecuación diferencial de la que se parte es la estudiada en el apart. II Fundamentos 
teóricos, cap. 2.5, ecuación (3). 
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donde: 
    λ = conductividad térmica en (J m-1 s-1 K-1). 
    C ρ = capacidad térmica en volumen (J m-3 K-1). 
  La resolución de esta ecuación, para chapa fina y una fuente instantánea de calor, viene dada 
por las ecuaciones (10) y (16) (apart. II Fundamentos teóricos). 
 Chapa fina: 
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siendo: 
T = temperatura alcanzada en un punto (K). 
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To = temperatura ambiente = 300 (K). 
q = η . V .  I (J/s) o (W). 
λ = conductividad térmica (J/s m K). 
a = λ/Cρ = difusividad térmica (m²/s). 
Cρ = calor específico por unidad de volumen (J/m³ K). 
t = tiempo (s). 
e = 2,718 base de los logaritmos neperianos. 
d = espesor de la chapa (m). 
v = velocidad de desplazamiento de la fuente (m/s). 
 
  Para el caso de la chapa de 10 mm que estamos considerando y para un valor de q = 600 × 30 
× 0,92 = 16.200 J/s: 
r = distancia a la línea central de soldadura (m). 
v = 9,2 mm/s. 
. 
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d' > d = 10 mm, luego para la muestras consideradas estamos en chapa fina, ya que el espesor 
crítico estaría para valores en torno a 26 mm  como máximo. No obstante, para una mejor 
operativa se ha preparado un programa de ordenador (Anexo del capítulo 3.1) que nos permite 
detectar el espesor crítico y así como si estamos en espesores de chapa gruesa o delgada. Para 
chapa delgada, rango al que pertenece nuestra probeta, la ecuación a utilizar es la ecuación (8) 
(apart. II Fundamentos teóricos). 
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donde ( ) ;   Z   +   Y   +      = R  222ε  (ver Fig. 14 apart. II Fundamentos teóricos) para nuestro 
caso, que  pretendemos obtener  distancia al centro de la soldadura  en la ZAC {X = 0, Z = 0}; 
( )  y   +   t     = R 222ν ; como ya se ha dicho Ko(VR/2a) es una función de Bessel de primera clase 
y orden cero, introducida esta ecuación (8) apart. II Fundamentos teóricos en el ordenador 
obtenemos los valores que hemos integrado en el programa para distancias 0 ≤ Y ≤ 9 mm, y para 
tiempos 0 ≤ t ≤ 51 segundos. Los valores vienen representados en °C, comenzando en 1.810°C. 
No obstante, la solución de la ecuación de Rosenthal para una fuente de calor instantánea 
(valores aproximados) se puede escribir como la ecuación (10) (apart. II Fundamentos teóricos), 
cuando ha sido desarrollada en serie y v → ∞.  
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que sustituyendo los datos en nuestro proceso de estudio (SAW), obtenemos:                                 







  r 27.472,5  -  exp   
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2                             (7) 
valores que, cuando se expresan en °C, coinciden con los datos de las tablas adjuntas al anexo de 
este capítulo, que nos proporcionan la temperatura en función a la distancia al ECS y el tiempo 
de enfriamiento. También se han representado los diagramas de tres dimensiones para comprobar 
si el perfil corresponde al de una placa delgada. El nivel térmico permanece cuasiconstante en la 
zona soldada, siendo mucho mayor en la placa delgada, la razón es que para una profundidad d 
en la placa delgada, se modela un flujo de calor nulo en la dirección z, y por consiguiente se 
transmite sólo en la dirección xy.  
 Si representamos las  temperaturas en función de la distancia a la línea central de soldadura 
obtenemos la gráfica de la Fig. 26, donde observamos los valores de las temperaturas pico a esas 
distancias obtenidas mediante la ecuación (16) (apart. II Fundamentos teóricos): 
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siendo e, la base de los logaritmos neperiano. 
  Para nuestro proceso de arco sumergido (S.A.W.), encontramos la correspondencia (Tabla 
IX) entre temperaturas pico (ecuación 16, apart. II Fundamentos teóricos) y tensiones residuales. 
Representamos las tensiones residuales en función de la distancia a la línea central de soldadura 
para cada una de las temperaturas pico (Método del agujero ciego, Fig. 26). 
  Observamos una razonable correspondencia entre las temperaturas pico alcanzadas y las 
tensiones residuales obtenidas, lo que justifica el origen térmico de estas tensiones (Fig. 27). 
Tabla IX. Correspondencia Temperaturas pico y Tensiones residuales. 
TABLA IX 
r (mm) Tp (°C) σy (N/mm²) Tp Rosenthal °C 
19 525 331 497 
31 332 102 306 
44 242 -16 215 
69 164 53 137 
100 121 23 94 
  Queda demostrado por tanto el origen térmico de las tensiones residuales y su alto valor en 
procesos de alta energía como el de nuestro estudio (S.A.W.), así como que en zonas próximas a 
la línea de fusión pueden alcanzar valores próximos al límite elástico. En la Fig. 28 se muestra la 
envolvente térmica alcanzada (ciclo térmico de Rosenthal) desde la línea central de la soldadura 
para nuestra probeta de espesor 10 mm; esta temperatura está en función de la energía aportada 
por la soldadura. 
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Tp (ºC)      525 332 242 164 121
T.R. (N/mm2)      331 102 16 53 23
 
Fig. 26 Tensión residual - Temperatura pico – Distancia al eje de soldadura. 
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T.R. (N/mm2) 23 53 16 102 331 
 
Fig. 27 Tensiones residuales – Temperatura pico. 
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Fig. 28 Envolvente térmica para el proceso S.A.W.
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3.3.6  Conclusiones del ciclo térmico: 
  Los resultados de introducir los parámetros de soldadura en el programa de ordenador, para la 
determinación de las temperaturas alcanzadas a distintos puntos desde el ECS, para nuestro 
proceso SAW, nos permiten conocer la envolvente térmica, así como una gráfica que nos 
relaciona al mismo tiempo distancia al ECS y temperatura alcanzada con respecto al tiempo en 
segundos (ver Anexo de este capítulo). En cuanto al tiempo de enfriamiento, fue encontrado 
constante en la ZAC con el siguiente valor: Ecuación (17) apart. II Fundamentos teóricos, y 
Anexos ecuación Rosenthal. 
• S.A.W. ∆t8/5 = 30 s.  
  Lo que supone un enfriamiento lento en los productos de transformación, contribuyendo 
favorablemente en la relajación de tensiones. Las gráficas en tres dimensiones (Fig. 29) 
corresponden a las típicas de placas delgadas con un perfil en función del tiempo más elevado 
debido a una mayor transmisión de calor en el plano xy.  
  Los valores más altos de tensiones residuales, para el proceso S.A.W., se encontraron a los 
mayores valores de temperatura pico, es decir, a zonas más próximas a LF. En la Fig. 26 obser-
vamos las funciones de temperatura pico en °C y tensiones residuales en MPa, en función de la 
distancia al ECS. Un decrecimiento en la temperatura pico va acompañado de un decrecimiento 
en las tensiones residuales, sólo la tensión de compresión, -16 MPa, escapa de la ley de 
decrecimiento. 
  En general, podemos decir que las medidas encaminadas a disminuir las deformaciones 
residuales aumentan las tensiones residuales. 
 
3.3.7  Resultados del trabajo experimental y su discusión: 
  Partiendo de las lecturas experimentales obtenidas en laboratorios, para las distintas 
profundidades, se llevan estos datos a un programa de ordenador que nos permite determinar los 
valores de σmax, σmin, y ángulo α, con los ejes principales que se adjuntan en las siguientes 
gráficas, partiendo de las propiedades físicas del material y geometría del agujero. Las tensiones 















  Como se deduce del esquema (Fig. 33), se han realizado un total de cinco taladros a diferentes 
distancias al ECS. Nosotros vamos analizar el taladro más próximo a la ZAC, es decir, el que 
está a 19 mm respecto al ECS y se encuentra a la derecha del cordón, marcado con el número 
(1). 
  En la Tabla X se dan los valores obtenidos para dicho taladro a 19 mm del ECS hasta una 
profundidad de 0,075", para una deformación liberada del 100%. Según la norma ASTM E837-
89, se han obtenido los siguientes valores: la tensión principal máxima tiene una dirección de 21° 
con respecto al ECS, siendo la tensión máxima 355,611 MPa, que está indicada con un asterisco; 
teniendo en cuenta que el programa que hemos usado marca con este signo a aquellas tensiones 
que sobrepasan el 70% del límite elástico. Esta cantidad es interesante considerarla, teniendo en 
cuenta que para estos valores, que exceden el mencionado porcentaje del límite elástico, carecen 
de fiabilidad. 
  No obstante, cualitativamente nos sirve para determinar que en esta zona las tensiones 
residuales suben, debido fundamentalmente al ciclo térmico que se genera en la zona afectada, es 
decir, tensiones de origen térmico. 
  También en la misma tabla, observamos que existe una proporción entre las profundidades y 
las tensiones que se generan, que por la acumulación de tensiones máximas van en aumento con 
la profundidad, habiéndose llegado hasta 0,075" = 1,9 mm, que respecto a los 10 mm de espesor 
que tiene la chapa, no constituye una profundidad que se vea afectada excesivamente por las 
capas precedentes. 
  Los valores obtenidos de σmax y σmin  y el ángulo α, también podrían haberse obtenido 
manualmente: 
así, los valores de σmax y σmin, vienen dados por las ecuaciones (44), (45), (46) cap 2.6.2 apart.II 
Fundamentos Teóricos: 
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  El ángulo α, de la tensión residual con respecto a la dirección de las tensiones principales 
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  Para el cálculo de los coeficientes a y b se utilizan las gráficas para las rosetas CEA-XX-062 
Um-120 que nos da el fabricante (ver Fig. 17, apart. II Fundamentos teóricos). Partiendo de 
dichos valores:  
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y, aplicando las fórmulas a los valores del taladro a 19 mm, con respecto al ECS, y profundidad 
0,075", podremos comprobar que los valores obtenidos manualmente coinciden con los valores 
dados por el ordenador. 
 En la gráfica 1 Fig. 30, se ha representado la deformación liberada para distintos valores de 
Z/Do y cada uno de los tres valores de las galgas que componen la roseta, para nuestro taladro a 
19 mm respecto al ECS. En la Tabla X queda representada la deformación liberada en %, 
conforme nos pide la norma ASTM E837-85. Esto nos permite deducir que existe una razonable 
uniformidad en las tensiones residuales, produciéndose el 80% de la deformación liberada al 
60% de su profundidad.  
 Con respecto dicha gráfica, podemos observar que los valores de las galgas 1 y 2 se 
encuentran completamente dentro de la banda de dispersión de los valores esperados en % de la 
deformación liberada. La galga 3, aunque no se encuentra dentro de dichos valores, guarda una 
proporción con respecto a los valores esperados. Esto nos demuestra que existe una distribución 
de tensiones uniforme. 
  La gráfica 2 (Fig. 31), nos da la tensión uniforme equivalente con respecto a Z/2 × 1000, 
estableciendo una proporcionalidad entre los valores de las tensiones máximas y mínimas. De 
esta forma, si las tensiones residuales fueran uniformes, las líneas representadas en dicha gráfica 
serían líneas rectas horizontales. Al no ser uniformes, tendremos que usar el criterio de tensiones 
uniformes equivalentes. Así, en este diagrama se han representado para distintas profundidades 
las tensiones máximas y mínimas, tendiendo a decrecer con la profundidad. 
  La última gráfica nos determina el incremento de tensiones residuales. En esta gráfica 3 (Fig. 
32) en función de la profundidad, Z, se determina el incremento de valores de las tensiones 
máximas y mínimas, lo que se puede llevar conforme la siguiente fórmula: 
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σn' = tensiones uniformes equivalentes en el incremento perforado. 
σn y σn-1 = tensiones uniformes equivalentes de las profundidades, Zn y Zn-1 respectivamente. 
Zn y Zn-1 = incremento de profundidades n, n-1. 
 
 Así, el cálculo se realiza para cada uno de los incrementos de profundidad. Este cálculo es tan 
solo válido cuando estamos en tensiones residuales uniformemente distribuidas. Mediante este 
procedimiento se determinan la presencia de tensiones no uniformes, así como la tendencia en la 
distribución de tensiones. Este cálculo que se considera suficientemente exacto, constituye una 
buena valoración media de tensiones cuando los incrementos de profundidad son pequeños, y las 
medidas de las deformaciones y profundidades se midan con exactitud. 
  También hay que señalar los estudios de elementos finitos llevados a cabo por Schajer [45, 46 
y 47] y otros investigadores; los cuales han demostrado, que solamente, una parte de las 
deformaciones liberadas producidas en los sucesivos incrementos de profundidad, a partir del 
primer incremento, son causadas solo parcialmente por las tensiones de ese incremento, consi-
derando que el resto de las deformaciones liberadas son producidas por tensiones residuales 
existentes en los incrementos precedentes. 
  Más aún hay que puntualizar que la relación de contribución de tensiones en un incremento 
particular decrece rápidamente con la distancia a la superficie. Como resultado, la tensión total 
liberada al final del agujero es fundamentalmente influenciada por las tensiones de las capas de 
material más próximo a la superficie, digamos que esta influencia se ejerce sobre una tercera 
parte o, tal vez, la mitad de su profundidad. 
  Así, en profundidades de agujero Z/Do > 0,5, las tensiones en estos incrementos tienen muy 
poco efecto en las deformaciones liberadas. 
  Para tensiones uniformes, este comportamiento queda confirmado por el perfil de la gráfica de 
la Fig. 30, donde el 80% de las deformaciones liberadas se producen para valores de Z/Do < 0,5. 
Como consecuencia de esto, ninguna información de los datos obtenidos de la deformación 
incremental puede asegurarse mas allá de los valores de Z/Do = 0,5, teniendo en cuenta los 
métodos empleados para la deducción de datos. 
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  Podríamos resumir, diciendo que la aplicación ideal del método del taladro es para aquellos 
casos en que la tensión es esencialmente uniforme con la profundidad. 
  Se debe realizar el taladro incrementalmente, y el análisis de los datos debería ser realizado 
para verificar la uniformidad de las tensiones. Si la tensión cerca de la superficie varía con la 
profundidad, los procedimientos dados para aproximar el análisis incremental ofrecen una 
alternativa a los métodos más rigurosos del cálculo de elementos finitos. Se debe asegurar la 
variación de las tensiones residuales con respecto a la profundidad, observando su tendencia. 
  La exactitud de los cálculos dependerán de como se hayan realizado los ensayos experimen-
tales, así como del número de variables que se hayan considerado; es fundamental el que el 
agujero sea realizado completamente concéntrico al marcado en la roseta, y seguir el manual 
indicado por el fabricante. Es necesario que los requerimientos en la configuración del agujero 
sean bien satisfechos, cuando se está haciendo la perforación incremental, para examinar la 
variación de la tensión con la profundidad. 
  Asimismo, es importante que la profundidad en cada perforación incremental sea medida lo 
más exactamente posible, ya que un pequeño error absoluto en la profundidad puede producir un 
gran error relativo en la tensión calculada. 
  Debido a las limitaciones prácticas en las mediciones de los agujeros poco profundos, el 
primer incremento de profundidad debería ser al menos de 0,005" = 0,13 mm. 
  Finalmente, es conveniente resaltar que el taladro no debe introducir tensiones residuales 
adicionales, para lo que se deberá realizar con una broca de pequeño tamaño y a un elevado 
número de revoluciones, para evitar un aumento considerable de temperatura. 
  Se debe tener en cuenta que para que el método del taladro sea razonablemente satisfecho, las 
tensiones deben ser proporcionales a las profundidades en magnitud y dirección, para obtener 
exactitud en los resultados. 
  Además de lo anteriormente expresado, es necesario subrayar que la suposición teórica del 
método del agujero ciego sea razonablemente satisfactoria. 
  En el método ASTM E837-85 con el taladro pasante, las tensiones deben ser uniformes con la 
profundidad, tanto en magnitud como en dirección, a fin de obtener resultados exactos. 
 
 En el cálculo de elementos finitos, y otros procedimientos de investigación de cálculo de 
tensiones residuales, en capas por debajo de la superficie, se requiere que la dirección de las 
tensiones principales no cambie apreciablemente con la profundidad. 
 
3.3.8  Análisis y conclusiones: 
  Finalmente, las tensiones máximas y mínimas, que se han obtenido en los trabajos 
experimentales de análisis de tensiones residuales por método del agujero ciego, han sido 
representadas en la Fig. 33, indicando la distancia de los taladros ensayados al ECS para el 
proceso SAW. 
  Las tensiones representadas corresponden a los valores medios obtenidos para el proceso 
S.A.W. que hemos realizado, y que como se ha comentado en las gráficas de deformación 
liberada, tensiones uniformes equivalentes y tensiones incrementales aparentes, existe una 
distribución uniforme de tensiones residuales, suficiente como para poder estimar con razonable 
exactitud, que las tensiones residuales máximas y mínimas tienen un grado de exactitud fiable. 
Aquellos valores de tensiones residuales, que han sobrepasado el 70% del valor del límite 
elástico, es decir, para valores mayores de 315 MPa, no son dignos de mucha fiabilidad, debido a 
que el resultado pueda estar influenciado por las deformaciones liberadas de las capas anteriores. 
  En la gráfica de la Fig. 33 se han representado las tensiones normales, lo que significa que las 
tensiones principales, que han sido obtenidas con sus correspondientes ángulos α, que nos dan la 
dirección de las tensiones principales máximas y mínimas, han sido giradas dando sus valores 
normales, dando las tensiones máximas y mínimas en direcciones paralelas, σy, y perpendi-
culares, σx, al ECS. Las fórmulas de transformación utilizadas han sido: 
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  Una vez que los vectores de las tensiones son girados en las direcciones antes dichas, y 
representados en la Fig. 33, se sacan las siguientes conclusiones de los resultados de las 
tensiones residuales representadas en esta figura: 
*  El proceso de soldadura SAW generó tensiones residuales de origen térmico en la probeta 
ensayada. 
*  Los valores de las tensiones residuales aumentan conforme nos acercamos al ECS (Fig. 28). 
Esto naturalmente demuestra el origen térmico de las tensiones residuales, debido al ciclo 
térmico que el material sufre como consecuencia de la soldadura; como también lo demuestra 
el hecho de que, para un taladro a 100 mm del ECS, las tensiones son relativamente pequeñas, 
ya que no queda afectada por el calor. 
  Existe una razonable proporcionalidad entre los valores de las tensiones residuales obtenidas a 
ambos lados de la soldadura para taladros simétricos, lo que demuestra la fiabilidad de los 
valores obtenidos (Fig. 33). 
*  En los taladros más próximos al ECS encontramos las tensiones residuales de tracción, con 
valores muy próximos a los que corresponden a la figura de distribución de tensiones 
residuales teóricas (Fig. 25, apart. II Fundamentos teóricos, proceso SAW). Para una distancia 
de 44 mm del ECS hay tensiones de compresión como corresponden a dicho diagrama. 
*  Las tensiones transversales se mantienen prácticamente constantes a las diferentes distancias 
del ECS, siendo naturalmente tensiones de tracción (Fig. 35). En el diagrama de la Fig. 34 se 
han representado las tensiones residuales longitudinales, en función de la distancia al ECS, 
con los datos obtenidos y representados en la Fig. 33. La distancia más próxima al ECS ha 
sido de 19 mm. Por dimensiones físicas de la roseta no se ha podido aproximar más al (ECS), 
pero teniendo en cuenta que el semiancho del cordón de soldadura, en el proceso SAW, es de 
9 mm, la distancia a la línea de fusión para este taladro en este proceso es de 10 mm, y, dado 
que la tensión residual a los 19 mm es de tracción y valor 330 MPa, hace suponer que en los 
puntos de la ZAC próxima a la línea de fusión, la tensión residual puede llegar a valores 
próximos al límite elástico. En la Fig. 35, igualmente, se han representado las tensiones 
residuales transversales, en función de la distancia al ECS, donde no existe una diferencia 
muy acusada en relación con su distancia al ECS, y en ZAC presumiblemente dichas 
tensiones no llegan al valor del límite elástico. 
  Llevados los valores obtenidos a la gráfica de la Fig. 25 (apart. II Fundamentos teóricos), se 
observa un ajuste de valores de tensiones residuales aceptable, conforme a los valores teóricos de 
las tensiones residuales, sólo dos puntos con valores de tensión 23 N/mm² y 53 N/mm², que dan 
valores de tracción, deberán dar compresión en los valores teóricos. Esto demuestra unos valores 
aceptables de las tensiones residuales longitudinales obtenidas dentro de una zona próxima a LF 
(ZAC), conforme el ajuste de dicha ecuación. 
 
  Finalmente, en la Fig. 25 apart. II Fundamentos teóricos, se han representado las tensiones 
residuales longitudinales teóricas que han sido obtenidas mediante la ecuación (54) (apart. II 
Fundamentos teóricos): 
 b = ancho de tensiones residuales de tracción (mm) (ver Fig. 24-A, apart. II Fundamentos 
teóricos). 
 y = distancia al ECS (mm). 
152
 σm = máxima tensión en el ECS. Se tomará como valor del límite elástico (N/mm²). 
donde: 
 
  * No obstante, cabe destacar que en las zonas próximas al baño de fusión y ZAC, el 
estado de bitensión que existe puede perjudicar seriamente la estructura, haciendo 
recomendable un tratamiento de postdistensionado, sobre todo para espesores que suponen 
un estado triaxial de tensiones (≈ 50 mm). Como ya se ha visto en el capítulo 2.6.4. del 
apart. II Fundamentos teóricos, las tensiones residuales pueden contribuir a la formación de 
la fractura inestable, que de no existir dichas tensiones no se produciría. Las tensiones de 
tracción facilitan una mayor longitud de la grieta. Las tensiones residuales sólo contribuyen 
a la formación de la fractura dentro del campo de las mismas. 
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4.1  Conclusiones finales: 
 De los trabajos experimentales expuestos en la presente memoria, en la que se ha tratado el 
comportamiento de los aceros 450 EMZ en la ZAC, cuando estos son sometidos a los efectos del 
ciclo térmico producido por la energía calorífica aportada, en el proceso de soldadura SAW que 
hemos utilizado; podemos obtener las siguientes conclusiones: 
 
1)  Los resultados obtenidos en el simulador de soldadura, para nuestras probetas ensayadas, 
nos permiten establecer una correspondencia entre la temperatura pico alcanzada, velocidad 
de enfriamiento 800 ºC - 500 ºC, producto de transformación según la curva C.C.T. del 
acero, región de la ZAC, dureza y tenacidad a la fractura de la zona que estudiamos.  
  En la soldadura real, los ensayos de CTOD evidenciaron una caída de tenacidad a la 
fractura en la región intercrítica, incumpliendo la norma EEMUA 158 [39], que requiere 
que el 100% de la grieta por fatiga se encuentre dentro de los 0,5 mm de LF, región de 
grano grueso. La explicación a este fenómeno se ha encontrado en el análisis de la 
estructura de la ZAC; no la formada por un solo cordón sino aquella formada por la 
superposición de todos ellos, como ocurre en las soldaduras de nuestras probetas. De esta 
forma, se sabe que en la zona intercrítica (723 °C - 870 °C), al no ser estable a esta 
temperatura la cementita, reacciona con la ferrita que le rodea, formando austenita 
(mayoritariamente dentro de las colonias donde hay ferrita y cementita). El rápido 
enfriamiento origina bainita granular  con láminas de martensita, que unida a la bainita 
superior forman lagunas que fragilizan la región intercrítica, facilitando la propagación de la 
grieta; este hecho es el causante de que algunas fisuras se inicien en una región de grano 
fino, como es la región intercrítica, así como de que aquellas grietas que se inician en la 
región de grano grueso, se extiendan hasta esta región [48]. 
 
2)  Los resultados obtenidos en los ensayos de CTOD en el proceso SAW que hemos 
estudiado, fueron satisfactorios, pues rebasaron el mínimo admisible de δ = 0,2 mm. Se 
observó un mayor crecimiento estable de grieta a mayores valores de CTOD como 
corresponde una estructura más tenaz. 
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  Se ha ratificado que los valores de CTOD obtenidos en el ensayo de la ZAC de soldaduras 
son extremadamente sensibles a la posición de la grieta de fatiga y por tanto a la 
microestructura muestreada.  
  El control en la energía aportada por la soldadura se mantuvo siempre inferior a 2,4 KJ/mm, 
lo que contribuyó, como ha quedado demostrado, a obtener resultados aceptables en los 
ensayos de CTOD, resiliencia, tenacidad y dureza de las probetas ensayadas en las regiones 
más frágiles como son las próximas a LF. 
 
3)  La resiliencia disminuyó claramente en la región de grano grueso próxima a la línea de 
fusión no evidenciándose una caída en los valores de la región intercrítica. Los ensayos de 
resiliencia realizados a -30 °C, a los que les fueron aplicados un tratamiento térmico, 
mostraron mayor resiliencia que los ensayos realizados a -40 °C, en parte debido a la 
eliminación de las tensiones residuales de origen térmico. 
  En la LF la resiliencia a la altura de la raíz fue mayor que la encontrada a la altura de los 
cordones superiores. Esta situación cambió para una distancia de 2 mm  a LF donde la 
resiliencia fue mayor a la altura de los cordones superiores que en la raíz. 
 
4)  La mayor dureza se midió en la región de grano grueso próxima a LF correspondiéndose 
también con la mayor fragilidad.  
  Se observa un paralelismo entre la dureza de los cordones superiores, raíz e inferiores, 
correspondiendo el valor más alto a la raíz. 
 
5)  La dureza fue inversamente proporcional a la resiliencia, para las diferentes regiones de la 
ZAC. También se comprobó un razonable ajuste entre la ecuación de Robert-Newton que 
nos relaciona la resiliencia con la tenacidad a la fractura, y con los valores obtenidos 
experimentalmente, deduciendo que la resiliencia y la tenacidad aumentan 
proporcionalmente al alejarnos de la LF.  
  Por otro lado, se verificó que cuando la resiliencia va aumentando su valor (nos alejamos de 
la LF), la tensión residual (obtenida mediante la ecuación de Uhlig, validada 
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experimentalmente) va disminuyendo, aunque de forma menos acusada. Por último se 
demostró la relación existente entre la tenacidad a la fractura y la tensión residual, 
comprobando que conforme la tenacidad aumenta, los valores de la tensión residual 
disminuyen. 
  
6)  Las tensiones residuales fueron calculadas por el método del agujero ciego [ASTM E-837]. 
Los máximos valores fueron encontrados en las zonas próximas a LF, lo que demostró el 
carácter térmico de estas tensiones. Los valores máximos encontrados en regiones próximas 
a LF fueron próximos al valor del límite elástico lo que hace pensar que en LF el límite 
elástico puede ser alcanzado. 
  En las zonas próximas al baño de fusión se obtuvo un estado de bitensión (tensiones 
longitudinales más transversales) que pueden afectar a la integridad de una estructura o en 
el mejor de los casos limitar su capacidad de carga, lo que hace aconsejable, un tratamiento 
térmico de distensionado, en estados triaxiales de tensiones, es decir, para espesores de 
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* Anexo capítulo 3.1: 
 Programa de ordenador para resolución de la ecuación de Rosenthal. Ciclo térmico para 
acero 450 EMZ. 
1. Solución ciclo térmico proceso S.A.W., placa gruesa aplicación del calor de forma 
instantánea. 
2. Solución ciclo térmico proceso S.A.W., placa gruesa aplicación del calor de forma 
puntual. 























































































































































* Anexo capítulo 3.3: 






















































































































































































* Anexo tablas: 
1. Composición química. 
2. Propiedades mecánicas 
3. Certificado de colada (CTOD HAZ).  
4. Procedimiento de soldadura (CTOD HAZ). 
5. Ensayo Charpy CTOD HAZ. 
6. Resultados CTOD HAZ. 
 
 
TABLA Nº DESCRIPCIÓN 
1 COMPOSICIÓN QUÍMICA 
2 PROPIEDADES MECÁNICAS 
3 CERTIFICADO DE COLADA (CTOD HAZ) 
4 PROCEDIMIENTO DE SOLDADURA (CTOD HAZ) 
5 ENSAYO CHARPY CTOD HAZ  


















COMPOSICIÓN QUÍMICA (ANÁLISIS DE COLADA Y PRODUCTO) DE CHAPAS 
Grado 
Elemento           275 D     
% 
  275 E     
% 
  275 EZ    
% 
 355 D     
% 
  355 E     
% 
   355 EM   
% 
  355 EMZ  
% 
   450 EM   
% 
  450 EMZ   
% 
C max.         0,16 0,16 0,18 0,18 0,18 0,15 0,15 0,16 0,16 
Si         0,50 max. 0,10/0,50 0,10/0,50 0,10/0,50 0,10/0,50 0,25/0,55 0,25*0,55 0,25/0,60 0,25/0,60 
Mn 1,50 max. 1,50 max. 1,50 max. 1,50 max. 1,50 max. 1/1,65 1/1,65 1/1,65 1/1,65 
S max.         0,04 0,03 0,008 0,04 0,03 0,015 0,008 0,015 0,008 
P max.         0,04 0,04 0,025 0,04 0,04 0,025 0,025 0,025 0,025 
Cr max.          - - - - - 0,25 0,25 0,30 0,30 
Mo max.          - - - - - 0,08 0,08 0,25 0,25 
Nb max.         0,04 0,04 0,04 0,04 0,04 0,04 0,04 0,03 0,03 
V max.         0,015 0,015 0,015 0,015 0,015 0,015 0,015 0,08 0,08 
Ti max.          - - - - - 0,01 0,01 0,04 0,04 
Ni max.          - - - - - 0,45 0,45 0,65 0,65 
Cu max.          - - - - - 0,30 0,30 0,30 0,30 
Altotal          max. - - - - - 0,055 0,055 0,055 0,055 
N max.          - - - - - 0,01 0,01 0,01 0,01 
Cr + Mo + Ni +Cu max - - - - - 0,80 0,80 0,80 0,80 
Nb + V max.          - - - - - - - 0,10 0,10 
Nb + V + Ti max. - - - - - - - 0,12 0,12 
Condiciones normales 





* Para las condiciones alternativas de suministro ver cláusula 6.                                                                                                                                                                                  
* Es permisible que los aceros sean suministrados sin Niobio o Vanadio. Si en el refinado de grano se usan elementos como: Aluminio, Niobio o Vanadio, el fabricante              
informará al comprador del tiempo de enquiry y grado.                                                                                                                                                                                               
* Los niveles supuestos de elementos residuales: Arsénico, Antimonio, Boro, Estaño, Plomo, Bismuto y Calcio serán presentados por el  fabricante al comprador para que        
este los revise y acepte. No podrán exceder normalmente del 0,005% de Ca, 0,010% de Sb, Bi, Pb, 0,015% de Sn, y 0,02% de As. El Boro no excederá de 0,0005%. Estos 
elementos serán presentados mediante un análisis de colada solamente y será comprobado cada inicio, punto medio y fin del producto fabricado. Si algunos de estos 
elementos excedieren los niveles estipulados, entonces el fabricante deberá ceder lo necesario al comprador para una prueba adicional.                                                               




PROPIEDADES MECÁNICAS DE LOS TIPOS DE ACEROS 
Mínima tensión de elasticidad R para espesores (mm), N/mm2
Alargamiento 
mínimo A sobre un 
tramo graduado (1) 
% 
Media mínima de la 
energía de impacto en el 
ensayo Charpy con 
entalla en V (5) Grado 
Resistencia 
a la tracción 
R (1) N/mm2 
(4) 
















275 D 430/580 275 265 - - - - - 23 20 22 -20 40 20 
275 E 430/580 275 265 265 - - - - 23 20 22 -40 40 40 
275 EZ              430/580 275 265 265 - - - - 23 20 22 -40 40 40
355 D 490/640 355 345 - - - - - 20 18 20 -20 50 20 
355 E 490/640 355 345 345 - - - - 20 18 20 -40 50 40 
355 EM 490/620 355 345 345 340 325 315 305 20 18 20 -40 50 150 
355 EMZ 490/620 355 345 345 340 325 315 305 20 18 20 -40 50 150 
    ≥16 > 16 ≤ 25 > 25 ≤ 75                     
450 EM 550/700 450 430 415 - - - - 19 17 19 -40 60 75 
450 EMZ 550/700 450 430 415 - - - - 19 17 19 -40 60 75 
(1) Los valores de resistencia a tracción y alargamiento se aplican sobre el espesor máximo para especificar los valores de coeficiente elástico. 
(2) Espesor ≥ 9; 17% para los grados 275 y 275 E, y 18% para el resto. 
(3) Espesor ≥ 9; 10% para los grados 275 y 275 E, y 18% para el resto. 
(4) 1N/mm2 = 1MPa. 





CERTIFICADO DE COLADA (CTOD HAZ) 
CALIDAD: 450EMZ-Tipo 2 
NORMA: BS 7191 - 1.989 
CARACTERÍSTICAS MECÁNICAS 
COLDAD Nº LÍMITE ELÁSTICO CARGA DE ROTURA CNV TRANSVERSAL 
49963 434 N/mm2 545 N/mm2 INDIVID.   ≥ 42 J 
MEDIA   
≥ 60 J 
ANÁLISIS (PRODUCTO Nº 32440.41) 
  %   % 
C 0,097 Ti 0,003 
Mn 1,362 As 0,016 
P 0,01 B 0,0001 
S 0,002 Ca 0,0004 
Si 0,413 Sb 0,002 
Cu 0,164 Pb 0,000 
Ni 0,523 Al sol 0,0318 
Cr 0,131 N 0,0064 
Sn 0,011 Bi 0,0004 
Mo 0,009 Ceq 0,394 
Al 0,038 Cu + Ni + Cr + Mo 0,797 
Nb 0,017 Nb + V + Ti 0,02 
V 0,001 Al m/N 5,00 
FABRICACIÓN DE ACERO: arco eléctrico, calmado, tratamiento de grano fino.       
TRATAMIENTO DE COLADA: Templado y revenido. COLOR DE CÓDIGO: verde/verde. 
INSPECCIÓN NDT: de acuerdo con BS 5996 LC 4, sin observaciones.          













HILO ø FLUX O GAS













1 1 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 480 N/A 25 450 100 SAW 1,24 1ª PASADA POLO (-) 
1 2 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 500 N/A 27 450 100 SAW 1,60 EL RESTO POLO (+) 
1 3 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 550 N/A 29 450 110 SAW 1,80   
1 4 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,13   
1 5 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40   
1 6 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,40   
1 7 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40   
1 8 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   
1 9 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40   
1 10 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40   
1 11 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 126 SAW 2,40   
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1 13 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   
1 14 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,40   
1 15 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,40   
1 16 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40   
1 17 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,40   
1 18 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40   
1 19 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   
1 20 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40   
1 21 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40   
1 22 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   
1 23 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 480 N/A 25 450 125 SAW 1,60   
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2 25 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 550 N/A 29 450 110 SAW 2,13  
2 26 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 110 SAW 2,40  
2 27 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40  
2 28 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40  
2 29 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40  
2 30 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 115 SAW 2,40  
2 31 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 105 SAW 2,40  
2 32 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 125 SAW 2,40  
2 33 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 125 SAW 2,40  
2 34 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40  
2 35 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40  
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2 37 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 125 SAW 2,40   
2 38 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 130 SAW 2,40   
2 39 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40   
2 40 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 140 SAW 2,40   
2 41 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 155 SAW 2,40   
2 42 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 160 SAW 2,40   
2 43 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 170 SAW 2,40   
2 44 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 175 SAW 2,40   
2 45 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   
2 46 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 125 SAW 2,40   
2 47 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 125 SAW 2,40   

















HILO ø FLUX O GAS 













2 49 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40   
2 50 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40   
2 51 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40   
2 52 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 130 SAW 2,40   
2 53 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 130 SAW 2,40   
2 54 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 135 SAW 2,40   
2 55 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 145 SAW 2,40   
2 56 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 145 SAW 2,40   
2 57 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 100 SAW 2,40   
2 58 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 108 SAW 2,40   
2 59 AUTROD OK 13.24 4 OK 10,62 N/A 600 N/A 30 450 120 SAW 2,40   










ENSAYO CHARPY CTOD HAZ 
ESPECIFICACIÓN: BS-131 
FACTORES / DATOS RESULTADOS 
DIMENSIONES (mm) ENERGÍA ABSORBIDA
SITUACIÓN 
DE LA 





(ºC) J kgm 
(WM - T)/1A 55 10 10 8 123,61 12,60 
(WM - T)/1B 55 10 9,99 8 137,34 14,00 
(WM - T)/1C 55 10 10 8 
-40 
110,85 11,30 
MEDIA   123,93 12,63 
(FL - T)/2A 55 10,01 10 8 72,59 7,40 
(FL - T)/2B 55 10 9,99 7,99 102,02 10,40 
(FL - T)/2C 55 10 9,99 7,99 
-40 
95,16 9,70 
MEDIA   89,93 9,17 
(FL - 2T)/3A 55 10 10 8 241,33 24,60 
(FL - 2T)/3B 55 10,01 10 8 239,36 24,40 
(FL - 2T)/3C 55 10 9,99 7,99 
-40 
248,19 25,30 
MEDIA   242,96 24,77 
(FL - 5T)/4A 55 10 10 8 218,76 22,30 
(FL - 5T)/4B 55 9,98 9,99 7,99 227,59 23,20 
(FL - 5T)/4C 55 9,99 9,99 8 
-40 
217,78 22,20 
MEDIA   221,38 22,57 
TABLA 5 
ENSAYO CHARPY CTOD HAZ 
ESPECIFICACIÓN: BS-131 
FACTORES / DATOS RESULTADOS 
DIMENSIONES (mm) ENERGÍA ABSORBIDA
SITUACIÓN 
DE LA 





(ºC) J kgm 
(WM - R)/5A 55 10 10 8 123,04 15,60 
(WM - R)/5B 55 10 9,99 7,99 134,40 13,70 
(WM - R)/5C 55 10 10 8 
-40 
141,26 14,40 
MEDIA   142,90 14,57 
(FL - R)/6A 55 10,01 10 8 238,38 24,30 
(FL - R)/6B 55 10 9,99 7,99 114,78 11,70 
(FL - R)/6C 55 10 9,99 8 
-40 
34,34 3,50 
MEDIA   129,17 13,17 
(FL - 2R)/7A 55 10,01 10 8 235,44 24,00 
(FL - 2R)/7B 55 10,02 10,01 8,01 239,36 24,40 
(FL - 2R)/7C 55 10,02 10 8,01 
-40 
215,82 22,00 
MEDIA   230,21 23,47 
(FL - 5R)/8A 55 10 10,01 8,01 268,79 27,40 
(FL - 5R)/8B 55 10 10 8 260,95 26,60 
(FL - 5R)/8C 55 10 10 8 
-40 
208,95 21,30 




ENSAYO CHARPY CTOD HAZ 
ESPECIFICACIÓN: BS-131 
FACTORES / DATOS RESULTADOS 
DIMENSIONES (mm) ENERGÍA ABSORBIDA
SITUACIÓN 
DE LA 





(ºC) J kgm 
(FL - T)/2A 55 10 9,99 7,99 161,87 16,50 
(FL - T)/2B 55 10 9,99 7,99 161,87 16,50 
(FL - T)/2C 55 10 10 8 
-30 
175,60 17,90 
MEDIA   166,44 16,97 
(FL - 2T)/3A 55 9,99 10 8 243,29 24,80 
(FL - 2T)/3B 55 9,99 10 8 251,14 25,60 
(FL - 2T)/3C 55 10 10 8 
-30 
258,00 26,30 
MEDIA   250,81 25,57 
(FL - 5T)/4A 55 9,98 10 8 258,00 26,30 
(FL - 5T)/4B 55 9,98 9,99 7,99 256,04 26,10 
(FL - 5T)/4C 55 9,98 10 8 
-30 
246,23 25,10 






RESULTADOS CTOD HAZ 
CÓDIGOS DETALLES DE FATIGA 
SOLDADURA O MATERIAL DE 
ORIGEN 1     2 3 4 5
Z (mm) CARGA (KN/s) T (ºC) RATIO DE TENSIÓN 
MÓDULO DE YOUNG 
(N/mm2) MÓDULO DE POISSON 





CÓDIGOS DIMENSIONES DE LA PROBETA (mm) CÓDIGO CÓDIGOS 
TENACIDAD A LA 
FRACTURA 
PROBETA T (ºC) 












(N/mm2)   11 12 13 14 Kmax (N/mm3/2)
CTOD 
(mm) CÓDIGOS 
A      4 130,63 64,1 67,17 67,98 1.044 4 358,70 3,886 2,765 5.457 0,850 13




     
   
0 1 6
4 130,56 64,54 
512 
66,46 67,39 1.020 4 382,50 5,225 4,063
504 4 0 0 2
5.704 1,213 13
1 
 
 
 
